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1 Einleitung
Durch Umwandlung unterschiedlichster Formen von Energie in mechanische oder elektri-
sche Energie wird die Menschheit seit Jahrhunderten bei der Umsetzung von Arbeitspro-
zessen im Alltag und bei der industriellen Nutzung unterstützt. Strömende Medien wie
Wasser oder Wind gelten dabei als die ältesten Energielieferanten. Entsprechend ist eine
Vielzahl historischer Anlagen zur Wandlung von Windenergie in mechanische Energie
aus der Literatur bekannt [Hills 1996].
a) b) c)
Abb. 1.1: Beispiele historischer Windkraftanlagen (Bildquellen: unbekannte Fotografen): a) Holländer-
windmühle; b) Bockwindmühle; c) Westernmill
Durch Erfindung der Dampfmaschine und des Verbrennungsmotors sowie bedingt durch
ihren niedrigen Wirkungsgrad haben diese historischen Energielieferanten an Bedeutung
verloren. Erst durch die Ölkrise in den Jahren 1973 und 1979/80, dem wachsenden Um-
weltbewusstsein und immer knapper werdender fossiler Rohstoffe stieg die Bedeutung
regenerativer Energiequellen wieder deutlich an [Gasch 2011]. Durch den Fortschritt
bei der Entwicklung von Drehstromgeneratoren, der Regeltechnik und im Bereich der
Werkstoffwissenschaften gelang um 1990 der Durchbruch von Windenergieanlagen zur
Generierung elektrischer Energie im industriellen Maßstab. Entsprechend haben sich Win-
denergieanalgen an Land in den letzten 24 Jahren zur Wandlung elektrischer Energie aus
Windenergie etabliert und tragen im Vergleich zu anderen regenerativen Technologien
wie Biogas oder Photovoltaik den größten Anteil zur Deckung des Energiebedarfs bei.
Zum Beispiel lag der Anteil aus Windenergie an der Nettostromerzeugung in den ersten
elf Monaten das Jahres 2013 in Deutschland bei 9,10% [Burger 2013]. Im Vergleich
dazu liegt der Anteil aus Photovoltaik bei 6,62%. Die Bundesregierung Deutschlands hat
sich das langfristige Ziel gesetzt, den Anteil der erneuerbaren Energien an der gesamten
Energieversorgung bis 2050 auf 50% zu steigern. Um dieses Ziel zu erreichen ist ein wei-
terer Ausbau der Windenergie unumgänglich. Jedoch steht dem Ausbau der sogenannten
Onshore-Nutzung von Windenergie in den letzten Jahren ein wachsender Widerstand der
Bevölkerung entgegen. Slogans wie ’Regenerative Energie: Ja! Windenergieanlagen hier:
Nein!’ sind in bestimmten Regionen Deutschland wie dem Hundsrück oder der Nordsee-
küste keine Seltenheit. Dieser Umstand ist bereits seit Jahren bekannt. Eine mögliche
Lösung sind Offshore-Windparks wie zum Beispiel Alpha-Ventus, Bard-Offshore1 oder
Baltic1. Mit zunehmender Wassertiefe oder für komplizierte Bodenverhältnisse sind al-
lerdings aktuelle Gründungskonzepte wie zum Beispiel Monopiles, Tripods oder Jackets
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unwirtschaftlich. Großes Potential wird an dieser Stelle schwimmenden Gründungskon-
zepten zugesprochen [Musial u. a. 2004].
Abb. 1.2: Alpha Ventus (links) und Baltic1 (rechts); Bildquelle: IWES und EnBw
Aktuell werden drei unterschiedliche Arten schwimmender Gründungen unterschieden.
Das im Rahmen dieser Arbeit vorgestellte Konzept entspricht einer zugspannungsveran-
kerten Plattform, wobei neben den, für diesen Plattformtyp typischen, vertikalen auch
geneigte Verankerungselemente Verwendung finden. Diese Art der Verspannung einer
zugspannungsverankerten Plattform, respektive ’Tension Leg Platfrom’ (TLP) ist bis-
her von keiner Quelle bekannt und stellt ein Alleinstellungsmerkmal dar. Folglich sollen
Untersuchungen zum dynamischen Verhalten schwimmender Gründungen für Offshore
WEA, im Speziellen zu einer TLP mit vertikalen und geneigten Ankerelementen, im
Rahmen dieser Arbeit erstmalig vorgestellt werden.
Die Plattform ist ein modular gestaltetes Tragwerk bestehend aus großen Rohren und
mit integrierten zylindrischen Auftriebskörpern. Diese erzeugen im Transportzustand der
Plattform vom Hafen zum Einsatzort und im Betriebszustand innerhalb eines Windparks
den nötigen Auftrieb. Infolge der speziellen Art der Verspannung werden die Bewegun-
gen der TLP durch die, aus den Belastungen resultierenden, Seildehnungen dominiert.
Damit stellte die TLP im Vergleich zu anderen schwimmenden Gründungen ein bewe-
gungsarmes System dar.
Inhalt der hier vorgelegten Arbeit sind Untersuchungen zum dynamischen Verhalten
schwimmender Offshoregründungen, im speziellen einer TLP für Windenergieanlagen.
Es wurden unterschiedliche Tragstrukturen für TLP-Systeme entwickelt und im Rahmen
von Modellversuchen getestet. Den Kern der Arbeit bildet der Vergleich des dynamischen
Tragverhaltens der unterschiedlichen Plattformen unter Berücksichtigung der geometri-
schen und strukturellen Randbedingungen.
Nach der Beschreibung zum Stand der Technik mit Inhalten zu meerestechnischen Kon-
struktionen, speziellen Anwendungen für Offshore-Windenergieanlage und der entwickel-
ten Struktur selbst, werden die Grundlagen zum Vergleich der unterschiedlichen Struk-
turen beschrieben. Dazu erfolgt die Einführung in die Schwingungslehre. Ebenso gehört
die Beschreibung der zur Lösung notwendigen Differenzialgleichung und deren Matrizen
zu den Grundlagen. Im Anschluss beschreibt das Kapitel mit der Überschrift ’Messun-
gen’ die Versuchsaufbauten und Messergebnisse zur Untersuchung der unterschiedlichen
Plattformen. Auch ein Vergleich der jeweiligen Messergebnisse ist Inhalt dieses Kapitels.
Ergebnisse zu Berechnungen, respektive die Beschreibung von Berechnungsmodellen zur
Modellierung der Tragwerke, schließen sich den Ausführungen zu den Messungen an.
Folglich werden die Berechnungsmodelle und durchgeführte Parameterstudien vorge-
stellt und eine beispielhafte Kalibrierung mithilfe der Messergebnisse an einem Modell
beschrieben. Abschließend dient der Vergleich zwischen Mess- und Berechnungsergeb-
nissen einer Validierung der gewählten Berechnungsmodelle bevor im Rahmen einer Zu-
sammenfassung ein Fazit zu den Ergebnissen gegeben wird.
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2.1 Schwimmende Gründungen
2.1.1 Meerestechnische Konstruktion
Eine Übersicht zur Unterscheidung meerestechnischer Konstruktionen kann nach den
Starrkörperfreiheitsgraden n erfolgen [Clauss 1988]. Entsprechend sind Konstruktio-
nen frei beweglich (n = 6), partiell gefesselt (n = 1 ... 5) oder unbeweglich (n = 0). Im
Vergleich zu unbeweglichen Konstruktionen sind die sogenannten Abspannsteifigkeiten
schwimmender bzw. partiell gefesselten Systeme sehr gering. Daraus resultierende nied-
rige Eigenfrequenzen gilt es bei der dynamischen Auslegung der Struktur zu beachten
und gesondert zu untersuchen.
Neben zahlreichen anwendungsspezifischen Anforderungen haben bewegliche oder par-
tiell gefesselte Plattformen unabhängig vom Einsatzort zwei fundamentale Aufgaben zu
erfüllen. Die erste Aufgabe ist die ständige Gewährleistung des hydrostatischen Auftriebs
zur Gewichtskompensation und die zweite eine ausreichend große dynamische Stabilität
zu erreichen. In der Regel ist die Gewährleistung des notwendigen Auftriebs unkritisch.
Die zweite Aufgabe besteht darin, eine ausreichende dynamische Stabilität durch kon-
struktive Maßnahmen, Ausgleichsgewichte oder Zuganker umzusetzen. Hierbei gilt es
bei der Ermittlung der Eigenfrequenzen, welche das dynamische Verhalten maßgebend
beeinflussen, die Abspannkonfiguration der Fesselung und die spezifischen Eigenschaften
der Ankerelemente unter Zuglast zu berücksichtigen.
Die folgenden Beispiele einer Boje (n = 6), einer mit Zugankerelementen verspannten
Plattform (n = 4) und einer schwimmenden Plattform sollen ein Einblick zu möglichen
Konstruktion liefern und einen Überblick zum dynamische Systemverhalten geben.
Spar-Boje
Typisch für den Spar bzw. die Spar-Boje ist eine kreiszylindrische Struktur mit spiralför-
mig angeordneten Spoilern zur Unterdrückung periodischer Wirbelablösungen, welche zu
ungewollten Schwingungsbewegungen der Struktur führen können [Clauss 2004]. Durch
Verankerung mit schlaffen Ankerelementen erfolgt die Positionierung der Plattform. Die
dynamische Stabilität ergibt sich zum einen aus einem permanent geflutetem Tank im
unteren Bereich des Zylinders und zum anderen durch einen temporär belastbaren zwei-
ten Tank im oberen Bereich des Zylinders unmittelbar unterhalb der Arbeitsplattform.
Durch horizontale Kräfte bewegt sich die kompakte Spar Struktur in Richtung der Wel-
lenangriffsrichtung. Infolge der Bewegung straffen sich die schlaffen Ankerketten. Die
daraus resultierende Rückstellkraft definiert den Bewegungsbereich der Boje in horizon-
taler Richtung. Eine ähnliche Art der Positionierung erfährt der Spar bei Verdrehung um
die horizontal-Achsen. Neben der resultierenden Rückstellkraft in den Ankerelementen er-
folgt eine zusätzliche Stabilisierung durch den tiefliegenden, bzw. in negative z-Richtung
verschobenen, Massenschwerpunkt und den wirkenden Massenträgheitsmomenten infol-
ge der Drehbewegung um die x- oder y-Achse. Diese Maßnahme kann zusätzlich durch
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die aktive Steuerung der Schwerpunktlage und entsprechendem Fluten und Lenzen des
oberen Ballasttanks unterstützt werden. Zur Minimierung der Tauchbewegung infolge
von Resonanzerscheinungen mit der Wellenanregung können Dämpferplatten am Fuß-
punkt der Boje die Bewegung dämpfen. Besonders anfällig sind Plattformen dieser Bauart
auf Drehungen um die Hochachse.
Eine Weiterentwicklung des klassischen Spar stellt der Truss-Spar (Gitterstruktur) dar,
bei dem der obere Teil der klassischen Hülle erhalten bleibt. Eine Gitterstruktur ersetzt
den mittleren Teil mit einem anschließendem unteren Flutungstank.
6
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Abb. 2.1: Klassische Bauweise (rechts) und Gitterbauweise (links); Bildquelle: [Clauss 2004]
Zugspannungsverankerte Plattform
Als Beispiel einer zugspannungsverankerten Plattform sei die SeaStar TLP genannt. Die
gezeigte TLP (Abbildung 2.2) erzeugt eine Auftriebskraft, welche die Ankerelemente
unter ständige Zugkraft versetzt. Erfolgt eine Auslenkung aus der Gleichgewichtslage,
beschreiben die Ankerstränge Kreisbahnen, was wiederum zu einer erzwungen Paral-
lelführung der Plattform führt [Clauss 1988]. Entsprechend der tiefer unter Wasser
gezogenen Struktur ergeben sich Rückstellkräfte, welche das System zurück in die Gleich-
gewichtlage drängen. Daraus ergibt sich schließlich eine Vertikalbewegung der zwangsge-
führten Struktur, welche ausschließlich von der horizontalen Auslenkung abhängt. Roll-
und Stampfbewegungen sind für TLPs mit ausschließlicher vertikaler Verankerung in-
folge der Zwangsbedingungen nicht möglich. Analog zur Boje sind Plattformen dieser
Bauart anfällig auf Drehungen um die Hochachse.
Folge der klassischen Verspannung mit vertikalen Ankerelementen sind außerdem unter-
schiedliche Bereiche in denen die Eigenfrequenzen liegen. Tauchresonanzfrequenzen in
Richtung der Hochachse sind ungleich höher als Transversaleigenfrequenzen in Längs-
und Querrichtung oder um die Hochachse (Gieren). Bedingt ist das durch die Wirkungs-
richtung der Seillängsteifigkeit.
Neben der Abspannsteifigkeit und der Eigenmasse spielt die hydrodynamische Masse bei
der Berechnung der Eigenfrequenzen eine entscheidende Rolle. Diese, zum Beispiel von
der Form und Bewegungsrichtung abhängige, Masse kann die dynamischen Eigenschaf-
ten des Systems entscheidend beeinflussen, zumal die hydrodynamische Masse oft größer
als die Eigenmasse ist [Clauss 1988]. Entsprechend der Gestalt der Plattformbautei-
le können Eigenfrequenzen bewusst hervorgerufen werden. Dementsprechend lässt sich
das Schwingungsverhalten der Anlage durch geometrische Formänderung einstellen und
ermöglicht einen entscheidenden Einfluss auf die Lebensdauer von Komponenten oder
Zugankern.
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So ergeben sich für zugspannungsverankerten Plattformen in Abhängigkeit der Abspann-
steifigkeit und der hydrodynamischen Massen hohe als auch niedrige Eigenfrequenzen,
welche bei der Auslegung zu berücksichtigen sind. Zusätzlich gilt es grundsätzliche Aus-
legungskriterien wie eine ausreichend großen Auftriebskraft bei Extremereignissen zur
Straffung der Zuganker zu gewährleisten. Entsprechend gilt es diese Kenntnisse auch
in die Berechnung solcher System einfließen zu lassen. Begründet mit nichtlinearem
Verhalten des Halbtauchers, zum Beispiel hervorgerufen durch Seile als Zuganker, sind
außerdem Experimente skalierter Modelle im Zeitbereich nötig, um die Berechnungser-
gebnisse vor Konzipierung einer 1:1 Konstruktion zu validieren [Clauss 1988].
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Abb. 2.2: SeaStar Verankerungskonzept; Bildquelle: [Kibbee 1996]
Schwimmende Plattformen
Schwimmende Plattformen haben den Freiheitsgrad n=6. Typisch für derartige Platt-
formen sind zylindrische Körper, welche den nötigen Auftrieb erzeugen und senkrecht zur
Wasseroberfläche ausgerichtet sind. Diese Körper sind an ihren Unterkanten miteinander
verbunden. Die dadurch geschaffene quadratische Basis dient außerdem zur Aufnahme
der Kräfte, welche sich aus der Strukturbewegung und den daraus resultierenden Rück-
stellkräften der schlaffen Ankerelementen ergeben. Eine zusätzliche dynamische Stabilität
ergibt sich aus temporär belastbaren Tanks in den Auftriebskörpern.
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Abb. 2.3: Schwimmende Plattformen; Bildquelle: [Haak u. a. 2012]
Analog zur Spar Struktur bewegt sich die Plattform infolge horizontal wirkender Kräfte
aus Wind und Welle, wodurch die Ankerketten gestrafft werden. Die daraus resultierende
Rückstellkraft definiert den Bewegungsbereich der Plattform in horizontaler Richtung.
Der Vorgang der Positionierung entspricht daher dem des Spar Systems. Neben der Rück-
stellkraft infolge der Bewegung und den sich aus der Geometrie und Krängungswinkel er-
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gebenen aufrichtenden Hebelarmen, erfolgt bei den meisten schwimmenden Plattformen
eine aktive Regelung der dynamischen Eigenschaften durch Verlagerung des Massen-
schwerpunkts. Dieser Verlagerung erfolgt mittels Fluten und Lenzen von Ballasttanks,
welche meist in den Schwimmkörpern untergebracht sind.
2.1.2 Offshore Verankerungssysteme
Bezüglich der Systemsteifigkeit und der geometrischen Anordnung können grundsätzlich
zwei Arten von Verankerungssystemen unterschieden werden. Diese sind Verankerungen
mit durchhängenden oder gespannten Verankerungselementen.
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Abb. 2.4: Schematische Darstellung einer Plattform mit durchhängenden Ankerelementen (links) und
gespannten Ankerelementen (rechts)
Durchhängende Verankerungselemente
Bei durchhängenden Verankerungselementen wie Ketten ergibt sich infolge des Eigen-
gewichts der Elemente und der Länge ein Durchhang zwischen der Plattform und dem
Meeresboden. Durch wind-, wellen- oder stömungsinduzierte Lasten ergibt sich eine
Lageänderung der Plattform mit einer entsprechenden Veränderung des Durchhangs.
Entsprechend ergibt sich eine Straffung der Verankerung auf der Luvseite und auf der
Leeseite vergrößert sich der Durchhang [Ernst 2007]. Aus dieser Lageänderung re-
sultiert eine Steifigkeitsänderung des Abspannsystems. Folge der sich ergebenden un-
symmetrischen Steifigkeitverteilung ist eine geringe Änderung der Eigenfrequenzen des
Systems und somit des dynamischen Verhaltens. Vorteil des Verankerungssystems mit
schlaffen Ankerelementen ist die Positionierung der Plattform durch das Eigengewicht
der Verankerungselemente. Entsprechend ergeben sich am Ankerpunkt auf dem Meeres-
grund nur tangentiale Kräfte und keine vertikalen Kraftkomponenten, was wiederum die
Ankerstruktur vereinfacht bei gleichzeitiger Minimierung der Kosten für die Anker.
Bei Verwendung von Seilen als Verankerungselemente anstelle von Ketten, ergibt sich
zusätzlich zur Änderung der Eigenfrequenzen durch die Lageänderung eine Abhängig-
keit der Eigenfrequenzen von der Seillängssteifigkeit, welche wiederum mit dem nicht-
linearen Seil E-Modul korrespondiert. Resultierende Beanspruchungen der Abspannseile
durch Wind oder Welle verursachen dementsprechend auch eine Abhängigkeit des dy-
namischen Systemverhalten von den Belastungsgrößen. Außerdem ergibt sich für tiefe
Gründungen ein größerer Druchhang der Seile, welcher diese nicht-linearen Effekt noch
verstärkt und zusätzlich zu weiteren Horizontalabweichungen der Plattform führt. Die
beschriebenen Abhängigkeiten gilt es bei der Auslegung des Verankerungssystems und
den resultierenden dynamischen Eigenschaften zu beachten.
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Gespannte Verankerungselemente
Grundlegendes Merkmal von gespannten Verankerungssystemen sind die, infolge des Auf-
triebsüberschusses der Plattform, ständig unter Zuglast stehende Ankerseile. Bei solchen
Verankerung sind Ankerketten infolge der Lebensdaueranforderungen an die Abspannele-
mente nur über kurze Zeiträume einsetzbar. Entsprechend ist es empfehlenswert Seile als
Abspannelemente zu verwenden. Dabei gilt jedoch in Abhängigkeit der Belastungsgrößen
Änderungen der Seillängssteifigkeiten entsprechend des für Seile spezifischen Spannungs-
Dehnungs-Zusammenhang bei Verformungen der Plattform aus der Gleichgewichtslage
zu berücksichtigen und bei der dynamischen Auslegung der Struktur zu beachten. Struk-
turen mit gespannten Verankerungselementen können bezüglich vertikaler oder horizon-
taler Lageabweichungen stabiler als Verankerungssysteme mit durchhängenden Anker-
trossen sein.
Nachteilig wirken sich bei diesem Verankerungssystem die permanent in die Gründungs-
elemente im Meeresboden einzutragenden Zuglasten aus. Zur Sicherstellung des Lastab-
trages müssen zudem bestimmte bodenmechanischen Eigenschaften des Baugrundes ge-
geben sein. Ferner führt der Kraft-Zeit-Verlauf für dynamisch hoch beanspruchte Platt-
formen zu kostenintensiven und komplexen Gründungselementen. Folglich gilt es eine
Vielzahl von Aspekt bei der Kostenkalkulation und der technischen Umsetzung der Grün-
dungselemente zu berücksichtigen. Außerdem sollten Auswirkungen von Auskolkungen
im Kopfbereich des Gründungselements in Bezug auf die Tragfähigkeit und Lebensdauer
Beachtung finden [Prepernau 2009].
2.2 Offshore Windenergieanlagen mit fester Gründung
In Abhängigkeit von der Gründungstiefe, des geologischen Aufbaus des Meeresbodens
und wirkender Lasten ergeben sich unterschiedliche Gründungsstrukturen, welche sich,
unter Berücksichtigung von ökonomischen und ökologischen Gesichtspunkten, zur In-
stallation von Offshorewindenergieanlagen eignen.
a) b) c)
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Abb. 2.5: Drei Offshore Gründungsstrukturen; a) Monopile b) Tripod c) Jacket; Bildquelle: [Bade 2003]
Drei dieser, unter Verwendung von Pfählen, verankerte Strukturen sind in Abbildung
2.5 dargestellt. Der Monopile, der Tripod und das Jacket stellen die in Deutschland am
häufigsten umgesetzten Gründungen dar. Ein Merkmal ist allen drei Strukturen gemein,
nämlich die, im Unterschied zu teilweise gefesselten Meereskonstruktionen, unverschieb-
liche Verbindung mit dem Meeresboden. Entsprechend der Definition von Clauss stellen
derartige Gründungen unbewegliche Konstruktionen mit n = 0 Freiheitsgraden dar. Im
Vergleich zu schwimmenden Gründungen resultieren daraus hohe Eigenfrequenzen der
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Gesamtstruktur.
Der Monopile ist ein einzelner Rohrturm, welcher mit einem im Meeresboden verankerten
Pfahl verbunden ist. Aus den Einwirkungen und dem geologischen Aufbau des Meeres-
bodens ergeben sich die notwendigen Pfahlabmessungen um die WEA zu gründen. Aus
den Erfahrungen der letzten Jahre ergibt sich als Grenztiefe für eine ökonomische Grün-
dung des Monopiles eine Wassertiefe von etwas 20m [Gasch 2011]. Zurzeit werden
auch Lösungen für ca. 35m Wassertiefe oder tiefer diskutiert. Ein Faktor, welcher in
die Wirtschaftlichkeit der pfahlgegründeten Monopiles eingeht, ist der Pfahldurchmes-
ser. Größere Wassertiefen erfordern infolge des längeren Hebelarms der Windlast größere
Pfahldurchmesser, um die Lasten in den Boden einzutragen. Da dies jedoch ab einem
bestimmten Durchmesser unwirtschaftlich ist und auch Kolkung und Bodenverflüssigung
bei großen Pfahldurchmessern verstärkt auftreten [Rackwitz 2011], wurden für Grün-
dungen in größeren Wassertiefen wirtschaftlichere Strukturen entwickelt.
Eine mögliche Gründungsstruktur für tiefes Wasser ist der abgesteifte Turm (Tripod)
verankert mit drei Pfählen. Da hier eine Lastverteilung auf drei Auflagerpunkte erfolgt,
sind kleinere Pfahldurchmesser zur Verankerung möglich. Gleiches gilt auch für Stabtrag-
werke mit vier Pfahlankern (Jacket). Kolkschutzmaßnahmen sind auch hier von Nöten
[Stahlmann 2009]. Außerdem bedingen Tripods und Jackets infolge der komplexeren
Geometrie und den einhergehenden Schweißkonstruktionen umfangreichere Korrosions-
schutzmaßnahmen als ein Monopile. Mit Jackets oder Tripods sind Gründungstiefen
zwischen 40m und 50m ökonomisch zu erschließen [Musial u. a. 2006]. Die genannten
Grenzwassertiefen beziehen sich jedoch auf idealisierte Randbedingungen wie homogene
und gute Bodeneigenschaften. Entsprechend ist eine Wirtschaftlichkeit der jeweiligen
Gründungstypen immer im Einzelfall zu prüfen. Deshalb und bedingt durch den weltwei-
ten Trend deutlich mehr regenerative Energiequellen auf dem Markt zu etablieren, sind
Weiterentwicklungen für tiefer Gewässer nötig, um mehr Meeresfläche zur Windenergie-
nutzung zu erschließen.
Mit dem Einsatz schwimmender Konstruktionen kann der ‚Sprung ins tiefe Wasser‘ ge-
schafft werden, denn mit diesem Konzept sind durchaus Gründungstiefen von 200m
und mehr denkbar, um so größere Potentiale für Nutzung der Offshore Windenergie zu
schaffen [Schuldt 2006].
2.3 Offshore Windenergieanlagen mit schwimmender
Gründung
2.3.1 Stand der Technik
In Anlehnung an bekannte schwimmende Gründungstypen (Kapitel 2.1.1) und motiviert
durch wirtschaftliche und technische Randbedingungen für große Wassertiefen, befin-
den sich zurzeit unterschiedliche Varianten schwimmender Gründungen für Offshore-
Windenergie-anlagen in der Entwicklungsphase. Eine übliche Klassifikation der Varian-
ten erfolgt nach der Art des Stabilisierungskonzepts. Drei grundlegende Konzepte sind
in Abbildung 2.6 dargestellt.
Analog zur Spar-Boje zeichnet sich das ballaststabilisierte Konzept durch ein ein großes
Ausgleichsgewicht unter der Wasserlinie aus. Als Folge der dadurch geschaffenen Mas-
senträgheit sollen die Stampf- und Rollbewegungen minimiert werden.
Zur Dämpfung der Auf- und Abwärtsbewegung dienen Dämpferplatten am Fuß der Kon-
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a) b) c)
Abb. 2.6: Grundprinzipien schwimmender Tragstrukturen; a) ballaststabilisiert → Spar-Buoy-Konzept;
b) abspannungsstabilisiert → Tension Leg Platform (TLP); c) auftriebsstabilisiert → Barge-
Konzept; Bildquelle: [Butterfield u. a. 2005]
struktion. Eine Einschränkung der Horizontalbewegungen erfolgt mit schlaffen Ketten,
welche durch Anker einen Kraftschluß mit dem Meeresboden aufweisen.
Die Systemstabilität beim abspannungsstabilisierten System ergibt sich mittels vorge-
spannter Seile oder Ketten (Kapitel 2.1.2), welche die Verbindung zwischen den mit
dem Meeresboden kraft- oder stoffschlüssig verbundenen Gründungselementen und der
auftrieberzeugenden Plattform herstellen.
Das Barge-Konzept zeichnet sich durch einen flachen, auf der Wasseroberfläche schwim-
menden und stabilisierenden Auftriebskörper aus. Analog zum Spar Konzept erfährt die
Barge eine horizontale Bewegungseinschränkung durch schlaffe Ankerketten.
ballaststabilisiert
abspannstabilisiertoberflächenstabilisiert
Bo
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e
Spart
Braget TLPt
Abb. 2.7: Stabilitätsdreieck schwimmender Offshoregründungen; Bildquelle: Butterfield
In der Praxis lässt sich keine bekannte Plattform ausschließlich einem Stabilitätskon-
zept zuordnen (Abbildung 2.7). Neben dem primären Stabilitätsmechanismus haben
die anderen beiden Konzepte Anteil am Gesamtverhalten der schwimmenden Gründun-
gen [Butterfield u. a. 2005]. Mögliche Entscheidungskriterien, welches schwimmen-
de Gründung sich am besten für eine vorgesehene Anwendung eignet, sind zum Beispiel
Stabilitätsanforderungen an die Plattform oder diverse Design-Ansprüche [Musial u. a.
2004]. Außerdem spielen ökologische sowie ökonomische Aspekte eine wichtige Rolle.
Entscheidungskriterien für die drei bekannten Gründungsarten mit installierter Wind-
energieanlage sind beispielhaft in Tabelle 2.1 aufgezählt.
Weltweit arbeiten Forscher an der Entwicklung schwimmender Gründungen für WEA
[Adam u. a. 2012b]. Der Entwicklungsstand der unterschiedlichen Projekte reicht dabei
von der Konzeptphase, über die Phase der Modellbildung mit maßstäblichen Versuchsan-
lagen bis hin zur Umsetzung einer Anlage im 1:1 Maßstab, welche unter Realbedingun-
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Tab. 2.1: Entscheidungskriterien; Quelle: [Butterfield u. a. 2005]
Design-Ansprüche an die Plattform Barge TLP Spar
Design-Möglichkeiten - + -
Auftriebskörper Kosten/Koplexibilität - + -
Abspannung Kosten/Koplexibilität - + -
Verankerung Kosten/Koplexibilität + - +
Offshoreinstallation + - +
Eingriff in die Natur + - +
Korrosionswiderstand - + +
Tiefenunabhängigkeit + - -
Abhängigkeit von den Bodeneigenschaften + - +
Flächenanspruch - + -
Welleneinwirkung - + +
Stabilitätsansprüche an die Plattform Barge TLP Spar
Gondelbewegung - + -
Komplexität der Steuerung - + -
gen getestet werden [Bossler 2013]. Seit dem Jahr 2009 erfolgte die Installation von
vier 1:1 Versuchsanlagen, zwei davon in europäischen [Hywind 2009; Roddier u. a.
2010] und zwei weitere in japanischen Gewässern [Foster 2013; Kensetsu News
2013]. Gemäß den Grundprinzipien schwimmender Tragstrukturen (Abbildung 2.6) soll
im Folgenden der Stand der Technik an jeweils einem ausgewähltem Beispiel beleuchtet
werden.
2.3.2 Beispiele schwimmender Offshoregründungen
a) b) c) d)
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Abb. 2.8: a) Statoil - Spar-Buoy; Bildquelle: [Siemens-Pressebild 2009]; b) WindFoalt - Halbtaucher;
Bildquelle: [Wikipedia 2011]; c) MitSui - Halbtaucher; Bildquelle: [Foster 2013]; d) GoTo
FOWT - Spar-Buoy; Bildquelle: [Kensetsu News 2013]
Spar-Buoy (HyWind)
Entsprechend der Stabilisierungskonzepte (Abbildung 2.6) stellt die schwimmende Struk-
tur des norwegischen Energiekonzern Statoil einen Spar-Buoy dar (Abbildung 2.8 a).
Diese Gründungsstruktur soll sich für Aufstellungsorte mit Wassertiefen von 120 bis
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700m eignen. Der im Jahr 2009 installierte Prototyp wurde in einer Wassertiefe von
220m vor der Küste Norwegens mit einer 2,3MW WEA der Firma Siemens instal-
liert. Die Gründungsstruktur besteht aus einem 100 Meter langen Stahlrohr bei einer
Verdrängung von 5.300m3 [Green Dairy 2009]. Die Gesamtmasse inklusive eines
Betongewichts und der WEA mit Turm beträgt ca. 1.500 t. Mithilfe des ständig wir-
kenden Betongewichts und den für den Betrieb variabel füllbaren Wasserballasttank ist
es möglich die Struktur zu stabilisieren und den Einsatz für sehr große Wassertiefen zu
ermöglichen. Das Ballastieren erfolgt mit Meereswasser in dafür ausgelegten Tanks und
stellt eine einfache Lösung der dynamischen Stabilisierung dar. Die seit der Installation
gewonnenen Erkenntnisse liefern die Grundlage für die Weiterentwicklung des Konzepts.
Zukünftig sind von Statoil weitere Pilotanlagen in einem Forschungswindpark geplant.
Spar-Buoy (Japan)
Infolge der Tsunami Katastrophe im Jahr 2011 stellte die japanische Regierung ihr Kon-
zept zur Generierung von Energie auf den Prüfstand. Dementsprechend und aufbau-
end auf den bereits erfolgten Entwicklungsarbeiten aus den vorangegangenen Jahren
zu schwimmenden Gründungen, wurden im Jahr 2013 zwei Pilotanlagen vor der Küste
Japans installiert. Die Errichtung eines sogenannten hybrid Spar-Buoy mit einer 2MW
WEA erfolgte vor der Küste der Insel Kabashima in Kyushu im Oktober 2013. Technische
Details zum japanischen hybrid Spar Buoy sind nicht öffentlich zugänglich.
Halbtaucher (WindFloat)
Die von PrinciplePower und einer Vielzahl weiterer Partner entwickelte schwimmen-
de Gründung mit dem Namen WindFloat ist ein Halbtaucher, welcher dem Konzept der
oberflächenstabilisierten Plattformen (Abbildung 2.6) zuzuordnen ist. Windenergieanla-
gen mit Nennleistungen im Bereich von 2-10MW sollen installierbar sein. Außerdem ist
der WindFloat für Wassertiefen ab 40 Meter geeignet [PriciplePower 2009]. Der
Konzern bietet Lösungskonzepte für die Tiefsee unter streng ökonomischen Aspekten
ohne jeglichen Eingriff in die Meeresbodenökologie. Die Abspannung erfolgt mit vier
durchhängenden Ketten, welche den Halbtaucher mit den Gründungselementen am Mee-
resboden verbinden. Eine erste Pilotanlage wurde im Jahr 2011 vor der Küste Portugals
installiert. Damit stellt diese Anlage die zweite installierte sogenannte Full-Scale Anlage
in Betrieb dar.
Die Gesamtmasse des WindFloat inklusive einer 2MWWEA beträgt ca. 1.200 t. Ein Vor-
teil der Plattform ist die Möglichkeit der vollständigen Montage des Systems in einem
Trockendock an Land und dem anschließenden Ausschwimmen zum Einsatzort. Nach-
teilig wirken sich die Wellenlasten an der Meeresoberfläche auf die Struktur mit einer
Verdrängung von ca. 2.750m3 aus. Diese, durch die Orbitalwellen indizierten dynami-
schen Lasten, führen zu einer entsprechend großen Beanspruchung der Struktur. Außer-
dem können diese Lasten große Verschiebungen, Stampf-, Roll- und Gier-Bewegungen
des gesamten Systems bewirken. Zudem ist unbekannt, wie das System auf die periodi-
sche Anregung von Wind und Welle reagiert. PrinciplePower selbst gibt an, dass die
auftretenden Schwingungen ausreichend stark gedämpft werden um eine Gesamtlebens-
dauer von 20 Jahren zu gewährleisten [Roddier u. a. 2010]. Unabhängig davon soll der
erst Prototyp planmäßig nach drei Jahren Betriebszeit vorerst in einen Hafen geschleppt
werden, um die Struktur auf Risse oder ähnliche Schäden zu untersuchen.
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Halbtaucher (Japan)
Neben dem hybrid Spar-Buoy haben die japanischen Entwickler im November 2013 einen
Halbtaucher vor der Küste Fukushimas errichtet. Federführend in dieser Entwicklungs-
gruppe ist die Firma Mitsui. Gemeinsam mit der Universität Tokio und dem Unter-
nehmen Japan Marine United entwickelte Mitsui eine Plattform für eine 2MW WEA.
Zuzüglich dieser Innovation betreibt das erwähnte Konsortium die weltweit erste schwim-
mende Umformer-Station für Windparks. Diese Station ist auf einem Spar-Buoy instal-
liert. Technische Details zum Halbtaucher des Konsortiums um die Firma Mitsui sind
zurzeit nicht öffentlich zugänglich.
Alle vier vorgestellten Beispiele stellen die bereits errichteten Pilotanlagen bis zum Som-
mer 2014 dar und sind bis dato in Betrieb. Weitere Pilotanlagen sind in der finalen
Phase und stehen kurz vor der Errichtung. Als Beispiel sei hier die Entwicklung einer
Betonplatt-form von Mitsubishi und Partnern für eine 7MW WEA genannten [Mit-
subishi 2014]. Bisher wurde noch keine abspannstabilisierte Plattform im Großmaßstab
verankert.
Mit Ausnahme der im Jahr 2008 in 113m Wassertiefe errichteten, jedoch nach drei
Monaten Testphase wieder außer Betrieb genommenen, Testanlage mit einer Leistung
<1MW der BlueH Gruppe, befinden sich alle TLP-Systeme noch in der Entwicklungs-
phase.
PelaStar
Eine TLP im fortgeschrittenen Stadium der Entwicklung ist die des Unternehmens Glo-
sten.
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Abb. 2.9: TLP nach dem PelaStar-Konzept; Bildquelle: [Glosten 2013]
Ein Portotyp der PelaStar-TLP wird in Kooperation mit Alstom entwickelt und soll
die Gründung für eine Offshore WEA mit einer Leistung von 6 MW sein. Aktuell planen
die Entwickler die Umsetzung eines Demonstrators vor der Küste von Cornwell (UK) für
das Jahr 2015/16.
Tension-Leg-Buoy (TLB)
Eine dem Spar-Buoy geometrisch ähnliche Struktur ist der sogenannten Tension-Leg-
Buoy. Im Unterschied zum klassischen Spar werden bei dieser Struktur vorgespannte
geneigte Verankerungselemente für die Horizontale Positionierung und die Stabilisierung
genutzt. Damit ist diese Plattform eine Mischung aus Spar-Buoy und TLP. Im Rahmen
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einer Abschlussarbeit am Massachusetts Institute of Technology unter der Betreuung
von Prof. Sclavounos wurde eine solche Lösung erstmals 2005 präsentiert [Lee 2005].
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Abb. 2.10: TLB - Mischung aus Spar-Buoy und TLP; Bildquelle: [Myhr und Nygaard 2012]
2.3.3 Vergleich der vorgestellten Gründungskonzepte
Im Vergleich zum Halbtaucher und dem Spar-Buoy Konzept bietet das TLP-Konzept Vor-
teile bei der Realisierung einer schwimmenden Windenergieanlage. Insbesondere führt die
gewählte Stabilisierung durch vorgespannte Abspannelemente zu vergleichsweise kleinen
Gondelbewegungen [Butterfield u. a. 2005; Musial u. a. 2006]. Entsprechend ist es
möglich keine kostenintensiven sowie technisch aufwendigen zusätzlichen Reglersysteme
zur aktiven Einflussnahme auf die Bewegung der Plattform, wie sie beim Spar oder der
Barge zur Anwendung kommen müssen, zu verwenden. Der Vorteil geringer Bewegungen
der Turbine wirkt sich direkt auf das Betriebsverhalten des Generators aus, maximiert
die Energieproduktion und verlängert die Generatorlebensdauer. Der genannte Vorteil
wiegt den Nachteil des Systems auf, welcher sich bei den Kosten für die Gründung zeigt.
Im Vergleich zu den zwei anderen Gründungskonzepten müssen bei der TLP permanent
hohe Seillasten von den Gründungselementen, wie Mikropfählen oder Rammpfählen,
aufgenommen werden. Solche Verankerungssysteme sind verhältnismäßig kostenintensiv
und greifen in das Ökosystem des Meeresbodens ein. Außerdem sollte der Boden, die für
die Gründungselemente die nötigen bodenmechanischen Eigenschaften aufweisen. Infol-
ge dessen ergibt sich eine Standortbegrenzung des TLP-Konzepts in Abhängigkeit der
Bodeneigenschaften. Alternative Gründungselemente zu den genannten Pfählen können
vom Standort unabhängig einsetzbare Schwergewichtsfundamente sein.
Im Bezug auf die Gründungstiefen stellt der Spar im Vergleich zu den anderen beiden
System ein Nischenprodukt dar, da eine Errichtung des Spar-Buoy erst ab einer Min-
destwassertiefe von ca. 100m möglich ist. Die entsprechenden Mindesttiefen für den
europäischen Raum liegen bis auf wenige Ausnahmen in Norwegen und dem Mittelmeer
(Abbildung 2.11) oft weit entfernt von der Küste und bedeuten einen sowohl hohen
technischen als auch kostenintensiven Aufwand, um die Energie an Land zu bringen.
Aus dem Vergleich und der bekannten Literatur lässt sich nicht eindeutig eine Art der
Gründung als empfehlenswerter gegenüber den anderen Systemen auszeichnen. Jede Lö-
sung hat seine Vor- und Nachteile. Zukünftig ist es denkbar, dass es zwischen allen
Varianten zu einer Koexistenz kommt, mit dem Vermerk, dass die bereits installierten
Strukturen im Moment einen Wettbewerbsvorteil durch die gesammelten Erfahrungen
mit Ihren Prototypen haben. Die TLP Entwicklungen können diesen Entwicklungsstand
noch nicht aufweisen. Die Pläne zur Umsetzung von Pilotanlagen sind jedoch im fortge-
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Abb. 2.11: Wassertiefen-Karte für den europäischen Raum; Bildquelle: ORECCA
schrittenen Stadium [Adam u. a. 2014a; Glosten 2013], so dass mit der Umsetzung
einer ersten Pilotanlage bis 2015 gerechnet werden kann.
2.3.4 TLP mit vertikalen und geneigten Ankerseilen
Basierend auf den Grundlagen aus Kapitel 2.3.1 entwickelt die TUBAF gemeinsam mit
Partnern aus Industrie und Forschung eine schwimmende Tragwerksstruktur als Grün-
dung für Offshore WEA. Die Tragstruktur soll nach dem Verankerungskonzept der TLP
umgesetzt werden. Dementsprechend ist die entwickelte Struktur dem abspannstabili-
sierten Konzept zuzuordnen [Butterfield u. a. 2005].
a) b) c) d)
2009 2012 2012/13 2013/14
6
-
+ xy
z
Abb. 2.12: a) Erstes Konzept; b) Stabtragwerk mit kreuzförmiger Basis; c) Stabtragwerk mit quadrati-
scher Basis; d) Schalentragwerk mit quadratischer Basis
Als maßgebliche Innovation und im Unterschied zur typischen TLP Verankerung, bei
denen ausschließlich vertikale Verankerungselemente zum Einsatz kommen, besitzt das
neuartige TLP-Konzept geneigt Ankertrossen, um die Struktur zusätzlich zu stabilisieren
und somit die Eigenfrequenzen zu erhöhen. Durch das gewählte Abspannkonzept besitzt
die TLP n=0 Freiheitsgrade, da alle Bewegungen der Struktur durch entsprechende
Zwangsbedingungen unterbunden werden [Clauss 1988]. Eine Strukturbewegung ist
nur im Rahmen der Dehnung der verwendeten Abspannelemente möglich. Offshore An-
wendungen sind üblicherweise mit Ketten oder Stahlseilen abgespannt. Für eine TLP
mit einer Gründung in großen Wassertiefen haben sich Seile aus Draht oder Kunststoff
etabliert [Ernst 2007].
Seit 2009 wurden, basierend auf einer ersten Konzeptstudie, unterschiedliche Plattformen
entwickelt (Abbildung 2.12). Sowohl mit ökonomischen und ökologischen Randbedingun-
gen begründet, als auch durch die geforderte ausreichende Redundanz, ergaben sich die
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jeweiligen konstruktiven Änderungen. Dementsprechend folgte aus Gründen der Redun-
danz die Entscheidung, anstelle von drei Verankerungspunkten, vier zu wählen. Dieser
Aspekt führte zur ersten konstruktiven Änderung. Die entwickelte Struktur bestehend
aus einem aufgelösten Stabtragwerk mit integrierten Auftriebskörpern besitzt jedoch
den Nachteil, dass eine große Anzahl von Schweißknoten Teil der Struktur sind (Abbil-
dung 2.12 b). Aus Gründen der Ökonomie erfolgt dementsprechend eine Reduzierung
der Schweißknoten, bei gleichbleibender Anzahl von Verankerungspunkten (Abbildung
2.12 c). Dieses modifizierte Raumtragwerk weist außerdem im Vergleich zu den beiden
vorangegangenen Plattformen das gleiche, durch eine räumliche Tragwirkung charakte-
risierte, Tragverhalten auf. Schließlich musste die Struktur einer weiteren konstruktiven
Änderung unterzogen werden, da alle bisher dargestellten Entwicklungen eine zu große
Masse aufwiesen, als das Sie eine ökonomische und somit konkurrenzfähige Gründungs-
variante im Vergleich zu bekannten Offshoregründungen darstellten.
In Tabelle 2.2 sind signifikante Kenngrößen der jeweiligen Entwicklungsstadien zusam-
mengefasst. Anhand der Kennzahlen ist ersichtlich, dass die jüngste Entwicklung die
bisher beste Lösung darstellt. Teil der Tabelle ist auch eine Zusammenfassung von Ei-
genschaften und deren Bewertung. Dabei stellt 1 die beste und 5 die schlechteste Be-
wertung dar.
Tab. 2.2: Charakteristische Kenngrößen der jeweiligen Entwicklungsstadien
Signifikante Kenngröße 2009 2012 2012/13 2013/14
TLP Masse in t ≈ 2.000 2.214 1.790 742
Weite in m 70 68 50 32
Höhe in m 25 24 39 28
Max. Hebelarm in m N/A 5,3 7,6 2,5
Masseschwerpunkt bezogen auf MSL (z in m) N/A 8,90 10,50 10,91
Min. Anzahl der Ankerpunkte 3 4 4 4
Eigenschaften
Schadensredundanz 5 2 1 2
Schwimmstabilität 4 3 1 2
Einfachheit der Herstellung 2 5 4 1
Mittelwert 3,7 3,4 2,0 1,7
Folglich stellt die entwickelte Schalenkonstruktion die strukturell finale und ökonomisch
optimierte Struktur dar. Auf eine ausreichende Redundanz wurde dabei besonders ge-
achtet.
Die Plattform (Abbildung 2.13) besteht nunmehr aus fünf Hauptkomponenten. Ele-
mentar sind die quadratisch angeordneten und durch ein Tragwerk verbundenen vier
vertikalen, zylindrischen Auftriebskörper (1). Die vertikalen Auftriebskörper sind mittels
horizontalen Gurtrohren (2) miteinander verbunden, welche dem System zusätzlichen
Auftrieb und Stabilität verleihen. Der Gurt ist so angebracht, dass im Betriebszustand
eine Überfahrbarkeit durch Service-Schiffe mit vergleichsweise geringen Tiefgang ge-
währleistet ist. Vertikale Rohre (3) durchstoßen die Wasseroberfläche und bilden somit
den Pfosten des Tragwerks. Den insgesamt vier vertikalen Rohren schließen sich geneigte
Kastenträger (4) an, die in der Symmetrieachse des Systems am Verbindungsstück (5)
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Abb. 2.13: Das Schalentragwerk mit quadratischer Basis - Komponenten der Stahlkonstruktion
zusammentreffen. Da die Gurtrohre und vertikalen Pfosten im Inneren der Auftriebs-
körper einen Rohrknoten ausbilden, ergibt sich eine Rahmentragwerksstruktur. An den
Rohrknoten schließen ebenfalls die Seile an. Folge dieses gewählten Tragwerks ist ei-
ne Entkoppelung des Tragverhaltens der Plattform infolge nicht ständiger Lasten von
der permanenten Auftriebslast. Damit ist die Tragstruktur kleineren Beanspruchungen
ausgesetzt, da es im Rohrknoten innerhalb der Auftriebskörper zu einer Kopplung der
Auftriebskraft und der Seilzukraft kommt. Auftriebskörper aus Faserverbundwerkstoff
oder Beton stellen im Bedarfsfall eine Alternative zu den Stahlauftriebskörpern dar.
Im Unterschied zu klassischen TLP Systemen, werden für die entwickelte Plattform
neben den vertikalen Ankertrossen auch geneigte Seile verwendet. Grund dafür sind Er-
gebnisse aus Vorstudien zum dynamischen Verhalten der Plattform in Abhängigkeit des
Abspannsystems, welche ein Systemverhalten mit kleineren Schwingungen für eine ge-
koppelte Abspannung mit vertikalen und geneigten Abspannelementen ergaben. Ferner
soll das Funktionsmuster der entwickelten Plattform in der Ostsee installiert werden. In
dem geplanten Gebiet treten im Winter Lasten aus Treibeis auf. Entsprechend muss das
System sowohl diesen Belastungen standhalten als auch eine Reaktionskraft zur Eislast
liefern, um ein Aufbrechen des Eises zu erzwingen. Dies ist für schwimmende System nur
durch eine geneigten Seilabspannung möglich. Ein weiterer Vorteil der geneigten Seile be-
steht in der nicht notwendigen Verwendung zusätzlicher Regeltechnik zur Stabilisierung
der Plattform und Einhaltung der WEA-Bewegungsgrenzwerte respektive der Gondel-
bewegungen am Turmkopf. Da die entwickelte TLP mit geneigten Seilen eine ähnlich
hohe Steifigkeit wie feste Gründung bis 50m Wassertiefe aufweist, ist diese zusätzliche
Technologie nicht notwendig. Die Ähnlichkeit der Steifigkeit und damit des dynamischen
Verhaltens führt zu einem weiteren, aus ökonomischer Sicht, großen Vorteil, da alle bis-
her zertifizierten WEA ohne größere Umstände direkt mit der vorgestellten Gründung
verwendet werden können.
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Die folgenden Grundlagen bilden die Basis für die nachfolgenden Kapitel. Entsprechend
wird sowohl auf die Schwingungslehre allgemein, die Beschreibung der Systemparameter
am vereinfachten Beispiel eines Einmassenschwingers als auch auf die jeweiligen Bezüge
zur Realität eingegangen. Schließlich erfolgt die Zusammenfassung der Grundlagen im
Rahmen einer Übersicht zu den verwendeten Berechnungsmethoden und Computerpro-
grammen.
3.1 Der Starrkörper
Idealisiert stellt die unter Kapitel 2.3.4 Struktur einen Einmassenschwinger dar. Dabei
wird in zwei Zustände unterschieden. Zum einen in den Transportzustand, bei dem die
Plattform n = 6 Freiheitsgrade aufweist, und zum anderen in den Betriebszustand, bei
dem die Plattform durch vorgespannte Seile abgespannt ist und n = 0 Freiheitsgrade
aufweist. Neben der Anzahl der Freiheitsgrade n ist es möglich die Art der Bindungsreali-
sierung fB zu unterscheiden. In diesem Fall weist der frei bewegliche Einmassenschwinger
fB = 0 Bindungen und die gefesselte Plattform fB = 6 Bindungen auf [Balke 2010].
Infolge der Art der Bindungen unterscheiden sich die beiden Zustände durch die Ampli-
tuden der Zustandsgrößen, jedoch nicht in der Art der Beschreibung durch eine Diffe-
renzialgleichung mithilfe der dafür benötigten Zustandsgrößen und Systemparameter. Im
Betriebszustand sind die Verformungen infolge der Abspannung, respektive Bindungen,
und der entsprechenden großen Steifigkeit des Systems klein und die Beschleunigungen
groß. Für den Transportzustand ist es umgekehrt da hier keine Bindungen vorhanden
sind. Eine Beschreibung der jeweiligen Zustände ist mit der im Folgenden beschriebe-
nen Differentialgleichungen unter Berücksichtigung der Anzahl der Freiheitsgrade n und
Bindungen fB möglich.
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Abb. 3.1: Koordinatensystem eines Starrkörpers
Der Einmassenschwinger der Masse m wird als Starrkörper angenommen. Der star-
re Körper ist eine Idealvorstellung eines Körpers mit dem Schwerpunkt S, der unter
Krafteinwirkung keine Verformung erfährt. Im Sinne einer Beschränkung auf das We-
sentliche ist diese Idealisierung in der Statik zulässig [Göldner und Holzweißig
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1976]. In der Dynamik lässt sich eine komplexe Struktur als ein System starrer Kör-
per definieren [Holzweißig und Dresig 1979]. Ferner ist auch die Definition der
schwimmenden Plattform, bestehend aus einem oder mehrerer starrer Körper, gekoppelt
durch Zwangsbedingungen und Randbedingungen, welche durch die Systemparameter
beschrieben werden, möglich. Im Folgenden besitzt der Einmassenschwinger respektive
der Starrkörper ein körperfestes Koordinatensystem, welches sich im Schwerpunkt des
Körpers befindet. In Bezug auf dieses sogenannten Schwerpunktkoordinatensystem kann
im Sonderfall eines Einmassenschwingers die Definition der Systemparameter erfolgen.
Die Beschreibung der Zustandsgrößen erfolgt in Bezug auf ein ortsfestes Koordinaten-
system (Abbildung 3.1). Ferner ist es möglich für jeden anderen Punkt des Körpers die
Zustandsgrößen zu erfassen.
3.2 Schwingungslehre
3.2.1 Grundbegriffe
Eine Schwingung beschreibt die zeitliche Änderung einer physikalischen Größe. Klassifi-
kationen von Schwingungen sind nach:
• dem Freiheitsgrad n
– n= i (i= 1 .. 6) Einmassenschwinger mit einem bis sechs Freiheitsgraden
– n=nm · i (i= 1 .. 6) Mehrmassenschwinger mit einem bis sechs Freiheitsgra-
den pro Masse, wobei nm der Anzahl an Massen entspricht
– n=∞ Kontinuum
• dem Charakter der Differenzialgleichung (DGL)
– gewöhnliche DGL 2. Ordnung mit konstanten Koeffizienten
– allgemeine DGL mit nicht konstanten Koeffizienten
– partielle DGL
• der Ursache der Schwingung
– freie Schwingung (z.B.: Feder-Masse-Schwinger oder Pendel)
– erzwungene Schwingung (z.B.: Unwucht-Erregung)
– transiente Schwingung (z.B.: Schwingung nach Stoß)
– selbsterregtes System (z.B.: Trinkvogel)
– permanent erregte Schwingung (z.B.: Kind auf der Schaukel)
• dem Charakter der Anregung
– einmalige Anregung
– periodische Anregung
– nicht periodische Anregung
– stochastische Anregung
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möglich. Ferner beschreibt eine Schwingung die Bewegung um die statische Ruhela-
ge, den Gleichgewichtszustand, herum. Grundsätzlich lassen sich Systemparameter und
Zustandsgrößen unterscheiden. Systemparameter sind, im Gegensatz zu Zustandsgrö-
ßen, zeitlich invariant. Ein Beispiel für ein Systemparameter ist die Masse des Körpers,
wohingegen die Verformung eine Zustandsgröße ist.
3.2.2 Schwingungssystem mit einem Freiheitsgrad
Im folgenden wird vereinfacht die Schwingung eines Einmassenschwingers (Abbildung
3.2) mit einem Freiheitsgrad dargestellt. Für das Beispiel einer reibungsfreien Schwingung
genügt eine gewöhnliche DGL 2. Ordnung
mq¨ + bq˙ + cq = F (t) (3.1)
mit der Systemmasse m, der Dämpfung b, der Steifigkeit c und der Kraft F (t) zur
Beschreibung des Systems. Dabei ist (˙) = d()dt die Zeitableitung.
?
6
-
+ xy
zb
m
c
F (t)
Abb. 3.2: Einmassenschwinger mit einem Freiheitsgrad n = i , i = 1
Zur Lösung der DGL wird die Bewegungsgleichung umgeformt und vereinfacht. Dafür
erfolgt die Einführung der Eigenzeit τ = ω0t als Produkt der Eigenkreisfrequenz ω0 und
der Zeit t als auch die Annahme, dass ω20 = cm gilt. Ferner ist ()′ =
d()
dτ die τ -Ableitung.
Entsprechend gilt:
q˙ = dq
dt
= dq
dτ
dτ
dt
= ω0q′. (3.2)
Damit ergibt sich Gleichung 3.1 zu:
q′′ + 2Dq′ + q = F
c
(3.3)
mit
D = b2mω0
(3.4)
als Lehrsche Dämpfung.
Bei Annahme einer reibungsfreien Schwingung, der einmaliger Anregung des Schwingers
und der Fundamentallösung
q(τ) = e−Dτ (A cos ντ +B sin ντ), (3.5)
wobei ν =
√
1−D2, ergibt sich der Verschiebungs-Zeitverlauf und damit die Lösung
der DGL 2. Ordnung der freien Schwingung zu [Balke 2005]
q(t) = Ae−Dω0t cos νω0t+Be−Dω0t sin νω0t. (3.6)
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Für die gegebenen Anfangsbedingungen q(0) = q0 = qˆ und q˙(0) = u0 = 0 folgt für
ω0 = pi 1s und unterschiedlicheD -Werte, die für q(t) dargestellten Verläufe in Abbildung
3.3. Ferner ist
ω0 = 2pif0 =
2pi
T
, (3.7)
mit T der Periodendauer und f0 der Eigenfrequenz definiert.
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Abb. 3.3: Schwingungen des Einmassenschwingers
Für den Einmassenschwinger mit sechs Freiheitsgraden ergibt sich Gleichung 3.1 zu
M~¨q +B~˙q + C~q = ~F (t). (3.8)
Die Massenmatrix M , Dämpfungsmatrix B als auch Steifigkeitsmatrix C sind für ein
Hauptachsensystem 6x6 Diagonalmatrizen mit jeweils sechs Komponenten, den System-
parametern, auf der Hauptdiagonale. Die Zustandsgrößen sind dementsprechend Vek-
toren, wie ~q = (x, y, z, φ, ξ, χ) für die Bewegung, mit den jeweiligen translatorischen
(x, y, z) und rotatorischen (φ, ξ, χ) Komponenten gemäß der Achsen des Referenzkoor-
dinatensystems des Einmassenschwingers.
3.2.3 Das Eigenwertproblem
Im Unterschied zur Statik ist es in der Kinetik für die Lösung der Bewegungsgleichung
(Gln. 3.1), welche das Äquivalent zur statischen Gleichgewichtsbedingung bildet, erfor-
derlich, ein Eigenwertproblem zu formulieren. An dieser Stelle ist das Finden einer Trans-
formation für die Zustandsgrößen sinnvoll, welche wirkungsvoll bei der Suche nach der
kinetischen Antwort eingesetzt werden kann. Entsprechend ist es bei derartigen Problem-
stellungen oft nützlich, die Eigenwerte und Eigenvektoren als physikalische Größen, zur
Beschreibung des Systems und dessen dynamischen Eigenschaften auszuweisen [Bathe
2002]. Ferner weist die Lösung der linearen Bewegungsgleichung (Gln. 3.6) die erwähnte
Eigenkreisfrequenz, den sogenannten Eigenwert auf.
Zur Lösung des Eigenwertproblems sind folgende Voraussetzungen gültig. Jede
(m,m)-Matrix A lässt sich als Matrix A(ψ) einer linearen Abbildung ψ des Rm im Rm
auffassen. Folglich ist ψ(~x) = A~x, dann ist A(ψ) = A. Von besonderem Interesse sind
häufig Vektoren ~x, die beim Abbilden ihre Richtung, bis auf das Vorzeichen, nicht än-
dern, d.h. in ein Vielfaches von sich selbst, in ihr λ-faches, übergehen. Für diese Vektoren
gilt:
A~x = λ~x. (3.9)
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Gleichung 3.9 gilt folglich immer für den Nullvektor, was in der Mechanik eine Starr-
körperbewegung darstellt. Vom Nullvektor unterschiedliche Vektoren ~x, welche die obi-
ge Gleichung erfüllen, heißen Eigenvektoren zum Eigenwert λ von A [Merziger und
Wirth 2010]. Folglich ist das verallgemeinerte Eigenwertproblem durch:
(A− λE)~x = ~0 (3.10)
beschrieben.
Die Übertragung dieser Zusammenfassung auf die Bewegungsgleichung 3.8 mit dem
Ansatz
~q = ~ˆqeω0t (3.11)
und der Annahme B = ~F (t) = 0 ergibt sich das Eigenwertproblem für kinetische
Problemstellungen zu:
(C − ω20M)~q = ~0. (3.12)
Analytische Lösung
Gleichung 3.10 wird als charakteristische Gleichung des Eigenwertproblems bezeichnet.
Die Determinante det(A− λE) ergibt das Polynom m-ten Grades und heißt charakteri-
stisches Polynom von A und ist als
pA(λ) = det(A− λE) (3.13)
definiert. Die Nullstellen des Polynoms ergeben schließlich die Eigenwerte.
Ist die Matrix A definiert als:
A =
(
a11 a12
a21 a22
)
, (3.14)
so ergibt sich
A− λE =
(
a11 − λ a12
a21 a22 − λ
)
, (3.15)
beziehungsweise
det(A− λE) = (a11 − λ)(a22 − λ)− a12a21, (3.16)
zu einen Polynom 2-ten Grades.
Die Übertragung dieses einfachen Beispiels auf die Kinetik führt für
M =
(
m11 m12
m21 m22
)
und C =
(
c11 c12
c21 c22
)
(3.17)
und der Annahme, dass m11 = m22 = m bzw. c11 = c22 = c und der Voraussetzung
das m12 = m21 = 0 bzw. c12 = c21 = 0 ist, auf
det(C − λM) = λ2 − 2λ c
m
+ ( c
m
)2 = p(λ). (3.18)
Aus der Nullstelle des Polynoms folgt
p(λ) = 0⇒ λ1/2 =
c
m
±
√(
c
m
)2
−
(
c
m
)2
= c
m
= ω20 . (3.19)
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Numerische Lösung: Das Lanczos Block Verfahren
Für komplexe numerische Modell, bestehend aus einer Vielzahl von Elementen und Kno-
ten mit n-Freiheitsgraden, ist eine wie oben beschriebene einfache Lösung des Eigen-
wertproblems nicht möglich.
Für große (m xm) Matrizen bietet sich das Lanczos Verfahren zur Lösung des Eigen-
wertproblems an. Die Anwendung des Lanczos Verfahren für symmetrische Eigenwert-
probleme ist in [Nour-Omid 1987; Golub u. a. 1972; Ericsson und Ruhe 1980]
umfangreich beschrieben. Eine Erklärung zur Lösung des unsymmetrischen generalisier-
ten Eigenwertproblems bietet [Rajakumar und Rogers 1991]. Ferner bietet [Grimes
u. a. 1996] eine gute Übersicht zum sogenannten versetzten Lanczos Verfahren, bei dem
eine automatische Versetzungsstrategie kombiniert mit einer Sturm Sequenz Prüfung
[Sturm 1829] Verwendung findet, um nur eine begrenzte Anzahl an Eigenwerten aus-
zugeben. Dies ist speziell für komplexe numerische Modelle hilfreich. Die Sturm Sequenz
Prüfung nach Anwendung des Lanczos Verfahren stellt sicher, dass die berechnete Anzahl
von Eigenfrequenzen größer als die vom Berechner definierte Anzahl von Eigenfrequenzen
ist.
3.2.4 Dynamische Stabilität
Für reale mechanische System ist die dynamische Stabilität zwingend notwendig, um
den Betrieb des Systems zu gewährleisten. Dementsprechend ist es wichtig zu wissen,
welche äußeren Einflüsse diese Stabilität gefährden. Eine Gefährdung stellt die negative
Dämpfung dar. Diese wurde bereits in Abbildung 3.3 für die Lösung der Bewegungs-
gleichung 3.6 mit der Voraussetzung, dass |D| < 0 ist dargestellt. Des Weiteren führt
die Anregung des mechanischen Systems mit einer periodisch wirkenden Kraft, deren
Periodendauer die Eigenfrequenz des Systems ergibt, zur Destabilisierung. Die Folgen
einer derartigen harmonischen Schwingung für D = 0 gilt es zu vermeiden.
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Abb. 3.4: Destabilisierung eines Einmassenschwingers
Aus Abbildung 3.4 ist ersichtlich, dass die Amplituden der Systemantwort im Falle einer
Resonanzerregung proportional zu nehmen, für den Fall der negativen Dämpfung neh-
men die Amplituden überproportional zu.
Für reale mechanische System ist der Fall der negativen Dämpfung nicht zu erwarten,
da es sich hierbei nur um eine Lösung der DGL im mathematischen Sinne handelt.
Die Anregung durch eine Resonanz hingegen ist sehr wahrscheinlich, da bei komplexen
System meist eine Eigenfrequenz mit einer Erregerfrequenz zusammenfällt und es zu
Resonanzerscheinungen kommt. Diesen Umstand gilt es zu berücksichtigen. Ferner gilt
es zu beachten, dass in der Realität die Dämpfung nie Null ist. Entsprechend können
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Resonanzen entweder durch entsprechende dynamische Auslegung, oder durch passende
Maßnahmen zur Dämpfungen der Bewegung erfolgreich vermieden werden.
3.3 Definition der Massenmatrix
Ein Teil der DGL (Gln. 3.1), respektive des dynamischen Kräftegleichgewichts, ist die
Trägheitskraft
F = mq¨. (3.20)
Bisher wurde im Kapitel 3.2 das dynamische Verhalten eines Einmassenschwingers un-
ter einem akademischen Gesichtspunkt betrachtet. Aber bereits Unterkapitel 3.2.4 weist
darauf hin, dass der Bezug zum realen System nicht vernachlässigbar ist.
Im Folgenden findet dementsprechend die Beschreibung und Definition der, für die Be-
rechnung von Offshore Strukturen notwendigen, Massenmatrix der Plattformen im All-
gemeinen statt.
Teil der Gln. 3.8 ist die Massenmatrix mit Systemparametern als Komponenten der Ma-
trix. Grundsätzlich sind die Komponenten die Masse m bzw. die Massenträgheiten Jij
(i, j = x, y, z). Dementsprechend ergibt sich für die Matrix
Mˆ =
(
M∗ 0
0 J∗
)
mit M∗ =
m 0 00 m 0
0 0 m
 und J∗ =
Jxx Jxy JxzJyx Jyy Jyz
Jzx Jzy Jzz
 (3.21)
eine 6x6-Matrix unter der Annahme das die Struktur ein Einmassenschwinger mit n = 6
Freiheitsgraden ist.
Eine Besonderheit meerestechnischer Konstruktionen ist, dass neben den Massen und
Massenträgheiten der Struktur selbst, auch die hydrodynamische Masse zu berücksich-
tigen ist.
Dementsprechend ergibt sich die Massenmatrix
M = Mˆ +Mhyd (3.22)
für die DGL (Gln. 3.8) aus der Summe der Systemmasse Mˆ und der hydrodynamischen
Masse
Mˆhyd =
(
M∗hyd 0
0 0
)
mit M∗hyd =
mhydxx 0 00 mhydyy 0
0 0 mhydzz
 (3.23)
Die hydrodynamische Masse ist auf die hydrodynamische Massenkraft zurückzuführen.
Diese Kraft ergibt sich wiederum aus der über die Oberfläche durchgeführten Integra-
tion des Druckfeldes, das aus der Relativbeschleunigung von Fluid und Bauteil folgt
[Clauss 1988]. Diese Kraft infolge der Queranströmung des Körpers überlagert sich
mit der Froude-Krylov-Kraft und ergibt somit die Summe der Trägheitskräfte auf die
Struktur. Details zu den Kräften bzw. Lasten auf meerestechnische Konstruktionen fol-
gen im Anschluss. Folglich ist damit die Begründung geliefert, warum die sogenannte
scheinbare Masse, eines im Fluid beschleunigten Körpers, größer ist als die Eigenmas-
se. Im Sonderfall eines querangeströmten Kreiszylinders entspricht die hydrodynamische
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Masse der verdrängten Wassermasse [Clauss 1988].
Für beliebige Körperformen ist es möglich die Formfunktion Γ(r) zu nutzen, um die
hydrodynamische Masse zu berücksichtigen. Dabei ist r der Abstand der Körperaußen-
kontur von der Schwereachse des Körpers in Abhängigkeit des Positionswinkels υ je
Querschnitt. Folglich ergibt sich
mhydii = ρV
∫
V
Γ(r)
V
dV = CaρV mit i = x, y, z, (3.24)
wobei V das Volumen, ρ die Dichte und Ca der hydrodynamische Massenbeiwert sind.
Dementsprechend ergibt sich Ca aus dem Integral der Formfunktion über das Volumen.
Für den Sonderfall eines querbeschleunigten Zylinder ist
Γ(r) =
(
R
r
)2
= 1 = Ca. (3.25)
Ändert sich die Form des Körpers oder die Anströmrichtung, ändert sich auch Ca re-
spektive der Trägheitsbeiwert
Cm = 1 + Ca. (3.26)
Beispiele dazu liefert [Clauss 1988]. Dementsprechend ist die hydrodynamische Masse
abhängig von der Form des Körpers und der Anströmrichtung.
Im Allgemeinen sind die Beiwerte experimentell zu bestimmen. Diese Bestimmung ist
sehr problematisch, da diverse Randbedingungen zwingend einzuhalten sind [Clauss
1988]. Messungen zu den Beiwerten wurden von Keulegan und Carpenter als auch Sar-
pkaya und Isaacson durchgeführt [Keulegan und Carpenter 1958; Sarpkaya und
Isaacson 1981]. Die Arbeit von Keulegan und Carpenter basiert auf Messwerten in
stehenden Wellen und besitzt daher nur begrenzte Gültigkeit für Strukturen im Orbital-
wellenfeld. Gleiches gilt für die von Sarpkaya und Isaacson durchgeführten Messungen in
einer oszillierenden Strömung eines U-förmigen Tanks [Clauss 1988]. Nach Clauss ist
die Auftragung der Beiwerte in Abhängigkeit der Re-Zahl für konstante KC-Werte am
aufschlussreichsten (Abbildung 3.5).
Dabei ist die Reynolds-Zahl definiert als
Re = vwD
ν¯
(3.27)
und die Keulegan Carpenter-Zahl
KC = vwT
D
(3.28)
wobei vw die Anströmgeschwindigkeit, D die charakteristische Länge wie der Durchmes-
ser, ν¯ die dynamische Viskosität und T die Periode der Oszillation sind. Das Verhältnis
zwischen den beiden Kennzahlen sei β = ReKC .
Aus Abbildung 3.5 ist ersichtlich, dass Cm für steigende Re-Zahlen sich dem Wert 1,8
annähert. Ferner zeigen die Verläufe für unterschiedliche KC-Zahlen, dass diese Annähe-
rung für große KC-Zahlen erst bei sehr großen Re-Zahlen erfolgt. Nach [Clauss 1988]
ist es gleichwohl notwendig den Trägheitsbeiwert in Abhängigkeit der Oberflächenrau-
higkeit zu untersuchen. Ferner sind die oben erwähnten Probleme aus den Versuchen,
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Abb. 3.5: Trägheitsbeiwerte von Kreiszylindern bei harmonischer Anregung nach [Sarpkaya und Isaa-
cson 1981]; Bildquelle [Clauss 1988]
wie eine harmonische Anströmung aus einer Richtung, nicht mit den Orbitalwellenbe-
wegungen in der Realität vergleichbar. Diese Kenntnis führt zu weiteren Versuchen und
Ergebnissen [Sarpkaya 1985a; Sarpkaya 1985b], welche von Clauss in seinem Buch
zusammengefasst wurden. Entsprechende Erkenntnisse gilt es im Rahmen der Berech-
nung zu berücksichtigen.
Folglich muss dementsprechend neben der form- und anströmrichtungsabhängigen Ände-
rung des Beiwerts auch die Variation des Trägheitsbeiwerts in Abhängigkeit der Re- und
KC-Zahl und die damit verbundene Änderung des hydrodynamischen Massenbeiwerts,
der wiederum die hydrodynamische Masse definiert, beachtet werden.
3.4 Dämpfung und Definition der Dämpfungsmatrix
3.4.1 Dämpfung
Grundsätzlich ist die Dämpfung ein Begriff aus der Schwingungslehre. Sie ist definiert
für ein schwingfähiges System dessen Schwingungsamplitude mit der Zeit kleiner wird.
Dabei bezieht sich die Definition nicht ausschließlich auf mechanische Systeme, sondern
ist allgemeingültig. Beispiele für Dämpfungen aus unterschiedlichen Fachbereichen sind:
• elektromagnetische Wellen, die Materie durchdringen, unterliegen einer dielektri-
schen Absorption (Elektrotechnik)
• die abschwächende Wirkung von Filtern ist eine Dämpfung (Optik)
• die Schalldämpfung bei Reflexion der Schallwellen in einem Raum (Akustik).
Für mechanische System, die sich in einem Medium bewegen ist eine Unterscheidung
in zwei Arten von Dämpfungen möglich. Diese sind die materielle Dämpfung oder die
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viskoelastische Dämpfung. Prinzipiell ist die Dämpfung bzw. der Dämpfungskoeffizient
b eine Konstante in der mathematischen Beschreibung der Widerstandskraft
F = bq˙, (3.29)
die einer wirkenden Bewegung als Reaktionskraft proportional der Geschwindigkeit q˙
entgegenwirkt.
Die materielle Dämpfung beschreibt die Dämpfung des Systems durch das Material der
Struktur selbst. Bei jeder elastischen oder plastischen Körperdeformation wird ein Teil
der eingetragenen mechanische Energie in andere Energiearten, wie thermische Ener-
gie, umgewandelt. Diese Energie geht der mechanischen Energie so gesehen verloren
und führt bei einer freien Schwingung dazu, dass die Amplitude kleiner wird. In wel-
chem Maße die Umwandlung der Energie stattfindet, hängt dabei vom Material und
seinen spezifischen Eigenschaften ab. Folglich wird diese Art der Dämpfung als materi-
elle Dämpfung definiert.
Erfolgt die Idealisierung der Struktur, indem die Definition eines Starrkörpers gilt [Balke
2010], ist die materielle Dämpfung Null. Jedoch auch derartige System können Dämp-
fungen aufweisen. Bewegt sich ein Starrkörper in einem viskosen oder viskoelastischem
Medium wie Wasser oder Flüssigkeiten mit Fließgrenze erfährt er eine Dämpfung. Diese
Dämpfung ist Folge der Deformation des Umgebungsmediums und der reibungsbehafte-
ten Bewegung des Starrkörpers in diesem Medium. Wie zuvor bei der materiellen Dämp-
fung wird Bewegungsenergie in eine andere Energie umgewandelt und steht dem Starrkör-
per für die weiter Schwingung nicht mehr zur Verfügung. Mit dem Unterschied das diese
Art der Bewegungsenergiewandlung vom umgebenden Medium abhängt. Im Speziellen
ist es möglich die Viskosität des Umgebungsmediums als Kenngröße des Dämpfungs-
vermögens zu interpretieren. Ein Beispiel viskoser Dämpfung ist ein schwimmfähiger
Körper mit n = 6 Freiheitsgraden, der ins Wasser eintaucht. Es gilt die Annahme, dass
der Druck auf die Körperoberfläche zu keiner Körperdeformation führt. Nach geraumer
Zeit wird die Struktur in den Gleichgewichtszustand übergehen, nachdem sie ein Aus-
schwingverhalten infolge der Wasserviskosität gezeigt hat. Bei Erhöhung der Viskosität
wird dieser Zustand eher erreicht. Grundsätzlich können beide Arten von Dämpfungen
mechanischer System gleichzeitig oder getrennt von einander auftreten.
Im allgemeinen Sprachgebrauch erfolgt die Bezeichnung der viskosen oder viskoelasti-
schen Dämpfung oft auch als Widerstand gegenüber einer Bewegung des Körpers im
Umgebungsmedium. Entsprechend wird ein Widerstandsbeiwert Cd eingeführt, der ei-
ne dimensionslose Kennzahl darstellt und das Maß des Widerstandes eines umström-
ten Körpers widerspiegelt. In Analogie zum Trägheitsbeiwert (Gln. 3.26) stellt der Wi-
derstandsbeiwert eine Proportionalitätskonstante für eine Kraft auf meerestechnische
Konstruktionen dar. Entsprechend ist der Widerstandsbeiwert Teil der Definition der,
zur Trägheitskraft (Massenkraft + Froude-Krylov-Kraft) um 90◦ phasenverschobenen,
nichtlinearen Zähigkeitskraft. Eine differenziertere Erklärung folgt bei der Erläuterung
der hydromeachanischen Lasten.
Folglich, und analog zum Trägheitsbeiwert, weist der Widerstandsbeiwert sowohl form-
und anströmrichtungsabhängige als auch Re- und KC-Zahl abhängige Variationen auf
(Abbildung 3.6).
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Abb. 3.6: Widerstandsbeiwerte von Kreiszylindern bei harmonischer Anregung nach [Sarpkaya und
Isaacson 1981]; Bildquelle [Clauss 1988]
3.4.2 Definition der Dämpfungsmatrix
In Analogie zur Massenmatrix erfolgt am Beispiel eines Einmassenschwingers mit sechs
Freiheitsgraden die Definition der Dämpfungsmatrix. Dementsprechend ergibt sich die
Dämpfungsmatrix für die DGL (Gln. 3.8) als Diagonalmatrix
D =

Cdxxdts 0 0 0 0 0
0 Cdyydts 0 0 0 0
0 0 Cdzzdts 0 0 0
0 0 0 Cdφφdrt 0 0
0 0 0 0 Cdξξdrt 0
0 0 0 0 0 Cdψψdrt

(3.30)
mit den jeweiligen Komponenten entsprechend des Schwerpunktkoordinatensystems des
Einmassenschwingers in Richtung und um die drei Raumachsen. Der translatorischen
Widerstandsbeiwert Cdii (i = x, y, z) multipliziert mit der translatorischen Dämpfung
dts, ist dabei sowohl von den oben erwähnten Kennzahlen als auch geometrischen und
strömungsrelevanten Randbedingungen abhängig. Gleiches gilt für den rotatorischen Wi-
derstandsbeiwert Cdii (i = φ, ξ, ψ) multipliziert mit der rotatorischen Dämpfung drt.
Zur Lösung der DGL in einem Berechnungsprogramm ist eine separate Definition der
Dämpfungsmatrix unpraktisch. Während für die Massen- und Steifigkeitsmatrix Materi-
aldaten bekannt sind, existieren selten derartiger Materialparameter für die Dämpfung.
Ferner würde eine Lösung der DGL mit bekannten Dämpfungsparametern im Vergleich
zur Berechnung ohne Dämpfung sehr viel mehr Zeit zur Lösung das Problems in Anspruch
nehmen. Folglich wird sehr häufig keine oder lediglich die sogenannte Rayleigh-Dämpfung
verwendet. Sie beruht auf der Annahme, dass die Verteilung der Masse oder der Steifig-
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keit ein Maß für die Verteilung der Dämpfung ist. Die Rayleigh-Dämpfungsmatrix DRa
ergibt sich dann zu
DRa = αM + βC (3.31)
wobei α und β die zu definierenden Rayleigh-Koeffizienten sind. Der Vorteil dieser soge-
nannten Bequemlichkeitshypothese besteht darin, dass nur zwei Parametern nötig sind,
um die globale Systemdämpfung zu beschrieben. Jedoch wird damit in der Regel die
reale Dämpfung nur sehr grob angenähert.
3.5 Steifigkeit und Definition der Steifigkeitsmatrix
3.5.1 Steifigkeit
Die Steifigkeit ist sowohl ein Begriff der Statik als auch Kinetik. Es ist die Steifigkeit c
als konstanter Faktor der Rückstellkraft
F = cq (3.32)
bekannt, welche einer Belastung bei entsprechender Verformung q entgegenwirkt. Ent-
sprechend der Belastungsrichtung relativ zum Körper haben sich unterschiedliche Be-
grifflichkeiten für die Steifigkeit, wie die Längs-, Quer- oder Torsionssteifigkeit etabliert.
Oft wird die Längssteifigkeit auch als Dehnsteifigkeit EA und die Quersteifigkeit EI als
Biegesteifigkeit bezeichnet. Gemäß Definition ist die Längsdehnung  proportional der
wirkenden Normalkraft und umgekehrt proportional zur Dehnsteifigkeit. Daraus folgt der
aus der Elastizitätstheorie bekannte Zusammenhang
 = F
EA
= σ
E
⇒ σ = E. (3.33)
Dieser einfache Zusammenhang einer 1D Problemstellung ist auch gültig für 3D Aufga-
ben. Dabei gilt
σij = Cijklkl, (3.34)
wobei σij der Spannungstensor 2-ter Stufe, kl der Verzerrungstensor 2-ter Stufe und
Cijkl der Elastizitätstensor 4-ter Stufe sind [Balke 2014]. An dieser Stelle ist wichtig
Cijkl nicht mit der später definierten Steifigkeitsmatirx zu verwechseln.
Ferner gilt der Zusammenhang aus Gln. 3.33 nur für kleine Verformungen und linear
elastisches Materialverhalten.
Ein Beispiel absoluter Steifigkeit ist die Federkonstante, respektive der Rückstellkoeffizi-
ent
cFeder =
EA
L
= F∆L =
EA
L0
(3.35)
für einen einheitlichen Querschnitt A, eine Länge L und einem Material mit dem Elasti-
zitätsmodul E. Entsprechend der Definition aus Gln. 3.32 und 3.35 folgt dieser Zusam-
menhang für ein System mit einer Bindung fB > 0 und n = 0.
Jedoch erfahren auch Systeme mit fB = 0 und n > 0 eine Rückstellkraft. Am Bei-
spiel einer meerestechnischen Konstruktion gilt ebenfalls Gln. 3.32 als hydrostatische
Rückstellkraft, wobei der Rückstellkoeffizient
cErsatz = ρgA0 (3.36)
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mithilfe des spezifischen Gewichts ρg multipliziert mit der Wasserlinienfläche A0 defi-
niert wird.
Folglich ergibt sich für das Beispiel eines Einmassenschwingers, bei dem sowohl fB 6= 0
als auch n 6= 0 ist, entsprechend der Zwangsbedingungen durch die Bindung eine Kopp-
lung der Rückstellkoeffizienten innerhalb der Steifigkeitsmatrix, welche die sechs unab-
hängigen Bewegungsmöglichkeiten eines so definierten Starrkörpersystems darstellen.
3.5.2 Definition der Steifigkeitsmatrix
In Analogie zur Massen- und Dämpfungsmatrix soll am Beispiel eines Einmassenschwin-
gers mit n = 6 Freiheitsgraden die Definition der Steifigkeitsmatrix mithilfe der absoluten
Steifigkeit erfolgen. Dementsprechend ergibt sich die Steifigkeitsmatrix
C =

cxx 0 0 0 0 0
0 cyy 0 0 0 0
0 0 czz 0 0 0
0 0 0 cφφ 0 0
0 0 0 0 cξξ 0
0 0 0 0 0 cψψ

(3.37)
für die DGL 3.8 als Diagonalmatrix mit den jeweiligen Komponenten entsprechend des
Schwerpunktkoordinatensystems des Einmassenschwingers in Richtung und um die drei
Raumachsen.
3.5.3 Steifigkeit eines Drahtseils
Im Folgenden soll der Fokus auf dem Bezug der Steifigkeit von meerestechnischen Kon-
struktionen liegen. Die Plattform für Offshore WEA, welche im Rahmen dieser Arbeit
beschrieben wird, soll durch Seile mit dem Meeresgrund verspannt werden. Folglich ist
die Dynamik der Plattform von der Längssteifigkeit bzw. Dehnsteifigkeit der Seile ab-
hängig.
Zugkräfte mithilfe von Seilen zu übertragen ist ein allgemein bekanntes Prinzip. Die
mögliche Seiltraglast ist zum Beispiel vom Material, dem Durchmesser und dem Quer-
schnittsaufbau des Seils abhängig. Beruhend auf der hohen Festigkeit von Stahldrähten
können Drahtseile im Vergleich zu Seilen mit minderfesten Materialien bei verhältnis-
mäßig kleinen Durchmessern große Zuglasten übertragen. Eine Kraftübertragung erfolgt
dabei entweder direkt oder indirekt über Seilrollen.
Struktureller Aufbau des Drahtseiles
Der Begriff Drahtseil weist bereits auf das Grundbauelement dieser Art Seile hin, den
Draht. Am häufigsten finden Drähte mit einem Kreisquerschnitt Verwendung.
Aus miteinander verdrillten Drähten bestehend, stellt die beispielhaft genannte Rundlit-
ze, das dem Draht übergeordnete Bauelement des Seils dar. Als Einfachlitze wird eine
Konstruktion bestehend aus einem Kerndraht und sechs um ihn geschlagene Außendräh-
te bezeichnet [Feyrer 2000]. Größen wie der Schlagwinkel α, die Schlaglänge l oder
der Teilkreisdurchmesser r sind mit Abbildung 3.7 anschaulich erklärbar. Der Zusam-
menhang dieser drei Größen lässt sich mit
tanα = 2pir
l
(3.38)
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beschreiben.
d
2pir
α
2r
l
Abb. 3.7: Einfachlitze; Bildquelle: [VDI2358 ]
Eine weiter Rechengröße ist der Seilnennquerschnitt
Am =
pid2
4 · f mit f =
A
Am
= pid
2
4Am
(3.39)
der sich aus dem Füllfaktor f und dem Seilnenndurchmesser d ergibt. Die Summe aller
Drahtquerschnitte
Am0 =
n∑
i=1
pid2Draht
4 (3.40)
im Verhältnis zur Fläche des Seil umschließenden Kreises liefert den Füllfaktor
Kern eines Drahtseils bildet die Seileinlage. Faserseile, Drahtseile oder Litzen seien bei-
spielhaft als Seileinlage genannt. In Abhängigkeit der Einlage ändern sich sowohl die
Seileigenschaften als auch die Lebensdauer.
Draht
Litzenkern
Litze
Seileinlage
Seil
Abb. 3.8: Aufbau eines Rundlitzenseil; Bildquelle [VDI2358 ]
Drähte, Litzen und Seileinlagen sind Komponenten das Drahtseils. Eine Einteilung von
Drahtseilen nach ihrem Verwendungszweck kann in laufendes, stehendes oder Trag- und
Abspannseil erfolgen [Feyrer 2000]. Bei der Abspannung der betrachteten TLP mit
vertikalen und geneigten Seilen handelt es sich um stehende Seile.
Eine Unterscheidung von Seilen nach ihrer Konstruktion ist Inhalt der VDI Richtlinie
2358. Beispielhaft ist in Abbildung 3.8 ein Rundlitzenseil dargestellt.
Seilelastizitätsmodul
Der E-Modul ist ein Werkstoffkennwert der den Zusammenhang zwischen der Spannung
und der Dehnung beschreibt. In Anlehnung an [Feyrer 2000] gibt der Seilelastizitäts-
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modul den nichtlinearen Zusammenhang zwischen Seilspannung und Seildehnung wieder.
Allgemein gilt, dass sich der Seilelastizitätsmodul in Abhängigkeit der Seilzugkraft ver-
ändert.

σob
σunt
Etauf Etab
Esab σ
z
Abb. 3.9: Definition der Seilelastizitätsmodulen
Gemäß der VDI Richtlinie 2358 sind folgende Seilelastizitätsmodule für die praktische
Anwendung von Bedeutung:
• Es(σunt, σob) → Sekantenmodul zwischen einer unteren σunt und einer oberen σob
Seilzugspannung
• Et(σz) → Tangentenmodul bei einer Seilzugspannung σz
Abbildung 3.9 zeigt die Seilelastizitätsmodule. Beispielhaft sind zwei Tangentenmodule
für die Seilzugspannung σz und ein Sekantenmodul im Diagramm erfasst. Die Indizes
auf und ab beim Modul geben Aufschluss bzgl. der Be- oder Entlastung der Seilprobe.
Der Index auf entspricht hierbei einer Belastung.
Berechnung und Messung des Seilelastizitätsmodul
Je einfacher der Aufbau einer Litze ist, umso kleiner ist die Änderung des Seilelastizi-
tätsmoduls. Beispielhaft kann der Seilelastizitätsmodul
ESeil =
1
Am
·
n∑
i=1
zi cos3 αi
1 + νi sin2 αi
· EiAi (3.41)
mithilfe der Methode nach [Hudler 1937] berechnet werden. Gleichung 3.41 ermöglicht
eine Aussage zum Seilelastizitätsmodul bei bekannten E-Modulen Ei, Teilflächen Ai und
Querkontraktionzahlen νi der Drähte. Die Variable zi sei die Anzahl der Drähte pro La-
genzahl für Litzen oder Spiraldrähte mit mehr als nur einer Drahtlage. Mit der Annahme,
dass bei kleinen Schnürdrücken die Querkontraktion von Litzen hauptsächlich durch die
Zugspannung verursacht wird, ist die Querkontraktionszahl der Litze νL=konstant= 0,3
[Feyrer 2000]. Entsprechend ist der Seilelastizitätsmodul dann unabhängig von der
Zugspannung und auch konstant. Das reale Spannungs-Dehungs-Verhalten von Litzen
bzw. Spiralseilen zeigt für die Zugspannungen ein annähernd linearen Anstieg und einen
konstanten Seilelastizitätsmodul. Dies gilt jedoch nicht für sehr kleine und große Zug-
spannungen. Grund dafür ist die Elastizität der Drähte für große Zugkräfte und das
Recken der Seile für sehr kleine Lasten.
Beispielhaft sind Anhaltswerte für den Seilelastizitätsmodul von Litzen und Spiralseilen
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in Stahlbauten nach DIN 18800-1 in Tabelle 3.1 erfasst. Weitere Normen wie zum Bei-
spiel DIN 18809 oder DIN 15018 geben Modul-Anhaltswerte für Seile im Straßen- und
Wegbrückenbau oder im Kran und Stahltragwerksbau an.
Tab. 3.1: Anhaltswerte für den Seilelastizitätsmodul; Quelle [DIN18800-1 ]
Seilart ESeil in N ·mm−2
Offene Spiralseile 0,15 · 106
Vollverschlossene Spiralseile 0,17 · 106
Analog zu Gleichung 3.41 könnte der Seilelastizitätsmodul eines Litzenseils berechnet
werden. Im Unterschied zur Einfachlitze und Spiralseilen gilt hier nicht die Annahme
einer konstanten Querkontraktion. Aufgrund der Seilkomplexität, im Verhältnis zu Spi-
ralseilen, erfährt das Litzenseil mit der Querkontraktionszahl νLS eine Variation der
Querkontraktion im Belastungsbereich und weist keinen konstanten Seilelastizitätsmo-
dul auf.

σsFs
Abb. 3.10: Spannungs-Dehnungsverlauf eines Rundlitzenseils; Bildquelle [VDI2358 ]
Da die analytische Ermittlung des Spannungs-Dehnungsverhaltens von Litzenseilen nicht
möglich ist, gibt die VDI Richtlinie 2358 eine Empfehlung zur Messung des Seilverhaltens
an. Diese Methode sieht eine 1. Belastung zur Kennwerterfassung am ungereckten Seil
vor. Für Betriebskennwerte empfiehlt es sich das Seil mit mindestens 9 Belastungszyklen
vorzubelasten, um frühestens im 10. Zyklus die Kennwerte zu ermitteln. Diese Art der
Prüfung berücksichtigt die Reckung des Seils unter Betriebsbedingungen. Beispielhaft
zeigt Abbildung 3.10 den Spannungs-Dehnungsverlauf einer solchen Messung für ein
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Rundlitzenseil.
Ein Maß für die beim Be- und Entlastungszyklus verrichtete Arbeit ist, die von der
Hysterese eingeschlossene Fläche. Für Rundlitzenseile mit Fasereinlage ist diese Arbeit
größer als für Stahleinlagen [Feyrer 2000]. Begründen lässt sich dies mit der größeren
Querkontraktion des, im Vergleich zum Stahl, weicheren Faserwerkstoffs.
Mit Messergebnissen eines Seilpannungs-Seildehnungs-Versuchs, die beispielhaft in Ab-
bildung 3.10 dargestellt sind, lässt sich der Tangentenmodul punktuell mit Gln. 3.33 und
der Annahme, dass A = Am gilt, berechnen. Aus diesen Werten ergibt sich entweder
ein Tangentenmodul-Zugspannungs- oder Tangentenmodul-Zugkraft-Zusammenhang
für die Be- und Entlastung des Seils im jeweiligen Zyklus. Schematisch ist diese Ab-
hängigkeit in Abbildung 3.11 für ein Seil mit stark ausgeprägter Hysterese dargestellt.
Fs in N
Et in Nmm2
Belastung
Entlastung
Abb. 3.11: Abhängigkeit des Seilelastizitätstangentenmodul von der Seilzugkraft
Fazit der Vorbetrachtungen zum Spannungs-Dehnungsverhalten von Seilen ist, dass für
Litzen und Spiralseile näherungsweise ein konstanter Seil E-Modul im mittleren Lastbe-
reich berechenbar ist. Für Spiralseile im niedrigen und hohen Zugbelastungsbereich und
für Litzenseilen im gesamten Lastbereich ist das nicht der Fall. Hier muss eine Messung
nach [VDI2358 ] Kenntnisse zum Seilverhalten liefern um einen Zusammenhang zwischen
dem Tangentenmodul und der Zugkraft mithilfe einer Regression zu erhalten. Entspre-
chend muss dieses nichtlineare Verhalten der Seile bei Berechnungen Berücksichtigung
finden.
Neben Drahtseilen finden in den letzten Jahren auch Kunstsoffseile immer öfter Anwen-
dung zur Abspannung von Offshore Strukturen. Der Zusammenhang des Seilelastizitäts-
moduls und der Zugspannung ist dem der Drahtseile ähnlich und in Abhängigkeit des
verwendeten Materials und dem Seilaufbau deutlicher ausgeprägt.
Entsprechend den Grundlagen zu Seilen, als auch der Definitionen zur Steifigkeit und
der Dynamik eines Einmassenschwingers, ergibt sich die Steifigkeitsmatrix einer TLP
maßgeblich aus der Seillängssteifigkeit respektive der Seilfederkonstante, welche mithilfe
von Gln. 3.35 und
cSeil =
Es(σunt, σob) ·Am
L
= Es(σunt, σob) ·Am
L0 + ∆L
(3.42)
zu berechnen ist.
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3.6 Lasten auf die Struktur
Grundsätzlich wirkt eine Vielzahl an Lasten auf eine gefesselte Offshore Struktur. Da-
bei gilt eine Unterscheidung in ständige und veränderliche Lasten. Um eine Offshore
Struktur zu bemessen sind beide Lasten wichtig. Bei der dynamischen Auslegung des
System fließen nur die veränderliche Lasten in die Betrachtung mit ein. Ferner lassen
sich veränderliche Lasten noch in periodisch, quasistatisch oder transient wirkende La-
sten unterteilen. Eine quasistatische Last kann zwar auch periodischer Natur sein, doch
ist die Periodendauer dieser Last im Vergleich zu periodischen Lasten sehr viel größer.
Den größten Einfluss auf eine Offshoregründung mit WEA haben hydro- und aeromecha-
nische Lasten. Folglich werden diese Art der Lasten eingeführt und beschrieben. Andere
Arten von Lasten werden im Rahmen der hier diskutierten Inhalte nicht berücksichtigt.
3.6.1 Hydromechanische Lasten
Hydrostatische Analyse
Statischer Auftrieb, respektive die Auftriebskraft
Fa = ρ · g · V (3.43)
ergibt sich infolge der Gewichtskraft des verdrängten Fluids mit der Dichte ρ und dem
verdrängten Volumen V , welches von einem Körper im Fluid verdrängt wird. Dieser, als
Archimedisches Prinzip bekannte, Zusammenhang lässt sich mit dem, auf der Unterseite
eines im Wasser befindlichen Körpers wirkenden, hydrostatischen Druck erklären. Als
Verhältnis zwischen Auftriebs- und Gewichtskraft ist der Auftriebswert
ca =
Fa
Fg
(3.44)
definiert. Entsprechend schwimmt ein Körper mit n = 6 Freiheitsgraden im Wasser, wenn
seine Gewichtskraft Fg mit der Auftriebskraft Fa im Gleichgewicht und ca = 1 ist. Für
Fg > Fa oder ca < 1 geht der Körper unter. Ferner kann der Momentanzustand Fg < Fa
oder ca > 1 auftreten. Für einen Körper mit n = 6 Freiheitsgraden folgt dann ohne
andere äußere Einwirkungen eine Ausgleichsbewegung, bis das Gleichgewicht Fg = Fa
hergestellt ist. Für eine gefesselte Plattform, die zum Beispiel fB = 6 Bindungen und n =
0 Freiheitsgrade aufweist, ergibt sich für ca>1 eine Reaktionskraft in den Bindungen,
so dass auch für dieses mechanische System das Gleichgewicht aus Bindungskraft FB
addiert mit der Gewichtskraft hergestellt ist. Folglich gilt FB + Fg = Fa.
Hydrodynamische Lasten
Hydrodynamische Lasten auf die Struktur entstehen durch Wellen, Gezeiten und konstan-
ten Meeresströmungen. Ein Beispiel einer konstanten Strömungen globalen Ausmaßes
ist der Golf-Strom. Ferner sind Gezeiten im Verhältnis zu Wellen quasistatische Was-
serbewegung. Infolge dieses quasistatischen Charakters bzw. der zeitlich näherungsweise
konstanten Meeresströmung haben diese kontinuierliche Wasserbewegung einen kleinen
Einfluss auf die Dynamik eines gefesselten Offshore Bauwerks und werden daher im Fol-
genden nicht berücksichtigt. Vielmehr sind periodische Wellenereignisse von Interesse.
Unter natürlichem Seegang wird die Gesamtheit der zu beobachtenden Wellenereignisse
verstanden [Bergmeister 2011].
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Abb. 3.12: Natürlicher Seegang überlagert aus Einzelwellen (links) und mathematische Beschreibung
(rechts); Bildquelle: [Kofoed 2010]
Für stationäre Seegänge im Zeitbereiche, gilt das Prinzip der Superposition. Das bedeu-
tet der Seegang ergibt sich aus der Überlagerung mehrerer harmonischer Wellen kleiner
Steilheit aus unterschiedlichen Richtungen und Wellenhöhen sowie verschiedenen Pha-
senlagen. Eine übliche Darstellung des Seegangs erfolgt im Frequenzbereich (Abbildung
3.12) als Seegangsenergie in Abhängigkeit der Frequenz.
Aus der Kontinuitätsgleichung folgt für wirbel- und reibungsfreie Flüssigkeiten die
Laplace-Gleichung
∇2Φ = 0. (3.45)
Ist das Geschwindigkeitspotential Φ bekannt, kann folglich das Geschwindigkeitsfeld und
schließlich mit der instationären Bernoulli-Gln. das Druckfeld
P = −ρδΦ
δt
(3.46)
in der gesamten Flüssigkeit berechnet werden.
Lineare Wellentheorie
Mit der Annahme einer infinitisimal kleinen Wellensteilheit
S = H
λ
<
1
50 , (3.47)
wobei H die Wellenhöhe und λ die Wellenlänge ist, ergibt sich die Lösung des linea-
risierten Randwertproblems (Gln. 3.45) mit den entsprechenden Randbedingungen an
der Wasseroberfläche und dem Meeresboden für die harmonische Elementarwelle. Diese
Lösung der linearen Wellentheorie wurde von Airy und Laplace entwickelt, weswegen
die Welle auch Airy Welle genannt wird. Der Ansatz für das Geschwindigkeitspotential
Φ(x, z, t) = H2
g
ω
cosh[k(z + h)]
cosh(kh) sin (kx− ωt) (3.48)
erfüllt Gln. 3.45 bei gegeben Randbedingungen für die Geschwindigkeitskomponenten
an der Wasseroberfläche und am Meeresboden [Clauss 1988].
Entsprechend ergibt sich die Oberflächenkontur ξ in x-Richtung mit
δ2Φ
δt2
+ g Φ
δz
= 0 für z = 0 (3.49)
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zu
ξ(x, t) = H2 cos (kx− ωt) (3.50)
wenn die Wassertiefe h, die Wellenzahl k = 2piλ und die Wellenfrequenz ω bekannt sind.
Zum Zeitpunkt t = 0 s ist die harmonische Elementarwelle für Gln. 3.50 in Abbildung
3.13 inklusive der Orbitalbahnen der Wasserteilchen dargestellt.
6
z
Abb. 3.13: Harmonische Elementarwelle zum Zeitpunkt t = 0 s; Bildquelle: [Clauss 1988]
Mithilfe des Geschwindigkeitspotentials sind, unter Berücksichtigung der Dispersions-
gleichung
ω2 = g · 2pi
λ
· tanh 2pi · d
λ
, (3.51)
die Geschwindigkeits-
u = δΦ(x, z, t)
δx
w = δΦ(x, z, t)
δz
(3.52)
und Beschleunigungskomponenten
u˙ = δu
δt
= δ
2Φ(x, z, t)
δx δt
w˙ = δw
δt
= δ
2Φ(x, z, t)
δz δt
(3.53)
des Wellenfeldes ableitbar. Unter der Annahme kleiner Wellensteilheit ist bei der Ablei-
tung der Geschwindigkeit der konvektive Anteil im Verhältnis zum lokalen vernachlässig-
bar. Entsprechend erfolgt keine Beschleunigung der Wassermasse in x- oder z-Richtung
und die Orbitalbahnen bilden geschlossene Kreise. Das bedeutet, dass nur lokale Be-
schleunigungen auftreten und die Partikelbewegungen geschlossene Kreisbahnen bilden.
Somit findet nur ein Energietransport und kein Massentransport statt. Erfahrungswerte
im Offshore Bereich zeigen, dass einige der wichtigsten physikalischen Zusammenhänge
im Tiefwasser näherungsweise mit der AiryWelle abbildbar sind [Bergmeister 2011].
Umfangreicher Informationen sind der genannten Grundlagenliteratur von [Clauss
1988] oder [Spurk 1996] zu entnehmen.
Wellentheorie höherer Ordnung
Für die Auslegung küstennaher Konstruktionen eignen sich die im vorangegangen Ab-
schnitt dargestellten Rechenansätze nur für Wellen sehr kleiner Steilheit. Die Lösung
3.6 Lasten auf die Struktur 55
des nichtlinearen Problems einer fortschreitenden Wellen kann nur näherungsweise erfol-
gen, da keine vollständige Lösung des Randwertproblems möglich ist. Eine Lösung des
nichtlinearen Wellenproblems ist zum Beispiel die Welle nach Stoke´s , bei der Potenz-
reihen Ansätze für das Wellenprofil und das Geschwindigkeitspotenzial liefern. Mit diesen
Ansätzen ergeben sich zum Beispiel Theorien 2. oder 5. Ordnung zur näherungsweisen
Lösung des Problems. Im Unterschied zur Airy Welle führt die substantielle Ableitung
der Geschwindigkeit neben den lokalen auch zu materiellen beziehungsweise konvektiven
Beschleunigungen. Die konvektiven Therme ergeben nicht geschlossene Kreisbahnen der
Orbitalbewegung der Wasserteilchen und das Druckfeld ist nicht mehr nach Bernoulli
berechenbar.
Gültigkeitsgrenzen diverser Wellentheorien nach [Clauss 1988] sind in Abbildung 3.14
dargestellt.
H
gT 2
h
gT 2
kh
Flachwasser Übergangsbereich Tiefwasser
Abb. 3.14: Gültigkeitsgrenzen unterschiedlicher Wellentheorien; Bildquelle: [Clauss 1988]
Wellenlasten auf Strukturen
Eine analytische Ermittlung der Beanspruchungen komplexer Konstruktionen infolge
Wellenlasten ist nicht möglich. Näherungslösungen liefert die finite Element Methode
(FEM). In Abhängigkeit der Problemstellung, der Geometrie und der Belastung bietet
die FEM die Möglichkeit mithilfe von Ansatzfunktionen und unterschiedlichen Element-
typen eine Berechnung durchzuführen. Stab- und Fachwerkstrukturen sind mit Linienele-
menten und Schalentragwerke mit Flächenelementen diskretisierbar. Entsprechend der
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gewählten Elementtypen erfolgt die Lastdefinition.
Wellenlasten auf 1D-Linienelemente mit vernachlässigbaren Beugungseffekten, sind zum
Beispiel durch die generalisierte Morison-Gleichung
~Fw
L
=
~FT
L
+
~FWi
L
= Cmρ
pid2
4 ~˙un + Cbnρ
d
2 |~un|~un + Cbtρ
d
2 |~ut|~ut (3.54)
als Summe der Trägheitskraft ~FT und der Widerstandskraft ~FWi definiert. Dieser Zu-
sammenhang gilt für nicht brechende Wellen und ist für die meisten Berechnung ausrei-
chend. Einen Ansatz zur Berechnung von Wellenlasten auf 1D-Linienelemente für bre-
chende Wellen auf Basis der Morison-Gleichung liefert zum Beispiel [Wiegel 1982].
Die Wellenlasten ~Fw pro Länge L ergeben sich aus dem Widerstandskoeffizienten normal
Cbn und tangential Cbt zur Strömungsrichtung, den entsprechenden Geschwindigkeiten
~un und ~ut, dem Trägheitsbeiwert Cm (Gln. 3.26), dem Stabdurchmesser d, der Was-
serdichte ρ und der Partikelbeschleunigung ~˙un. Bei der Anwendung dieser Gleichung
ist darauf zu achten, dass die Abmessung in Längsrichtung L des Stabes größer ist als
die Querschnittsabmessungen d (Ld ≥ 2) und die richtige Wellentheorie nach Abbildung
3.14 Verwendung findet. Außerdem sind die Abhängigkeiten des Widerstandsbeiwerts
und hydrodynamischen Massenbeiwerts, wie in Kapitel 3.4 und 3.5 beschrieben, zu be-
rücksichtigen.
Ergänzend zur Morison-Gleichung sei erwähnt, dass sich die hydrodynamische Träg-
heitskraft pro Länge
~FT
L
= Cmρ
pid2
4 ~˙un =
~FFK
L
+
~FM
L
(3.55)
aus der Froude-Krylov-Kraft pro Länge
~FFK
L
= ρpid
2
4 ~˙un (3.56)
und der hydrodynamischen Massenträgheitskraft pro Länge
~FT
L
= Caρ
pid2
4 ~˙un (3.57)
zusammensetzt.
Im Unterschied zu 1D-Elementen haben 2D-Schalenelementen eine sehr kleine Abmes-
sung im Verhältnis zu den zwei anderen Raumabmessungen. Nach [Sawaragi 1995]
ist ein Zylinder mit einem Durchmesser d in einer Welle der Wellenlänge λ ab einem
Verhältnis dλ <0,2 als Element mit vernachlässigbaren Beugungseffekten, das bedeu-
tet als Linienelement diskritisierbar. Entsprechend sollte für Verhältnisse größer 0,2 mit
Schalenelementen diskritisiert werden, um die Beugung und somit eine Minderung der
integralen Wellenkraft auf die Struktur zu berücksichtigen.
Nach Gln. 3.46 ergibt sich der integrale Druck auf 2D-Elemente in Wellenlasten aus der
instationären Bernoulli-Gleichung. Aus dem Ansatz, dass das Geschwindigkeitspotential
als komplexes Geschwindigkeitspotential
Φ(x, y, z, t) = φ(x, y, z)e−iωt (3.58)
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abbildbar ist, ergibt sich unter der Annahme der Superposition das totale komplexe
Wellenpotential
φ(x, y, z)e−iωt =
[
(φI + φd) +
6∑
i=1
φixi
]
e−iωt (3.59)
zu einer Summe aus den Einzelpotentialen der einfallenden Welle φI , dem Beugungs-
potential φd und dem Abstrahlungspotential φi der unterschiedlichen Raumbewegungen
xi. Mit bekannten Geschwindigkeitspotentialen ergibt sich schließlich die Druckvertei-
lung erster Ordnung aus Gleichung 3.46.
3.6.2 Aeromechanische Lasten
Aerodynamische Lasten auf die Struktur sind Folge der Windanströmung auf die Anlage.
Analog zu Meeresstömungen sind Windsysteme in globale und regionale Windströmun-
gen einteilbar. Beispiel globaler Windsysteme ist zum Beispiel der Jetstream. See-Land
oder Berg-Tal Zirkulationen sind Beispiele lokaler Windsysteme. Grundlegend ergibt sich
Wind infolge von Potentialunterschieden in der Erdatmosphäre und den damit einherge-
henden Ausgleichsströmungen.
Eine entscheidende Frage bei der Windlastberechnung auf WEA ist, welches vertikale
Windprofil anzusetzen ist. Ein möglicher Ansatz zur Beschreibung des vertikalen Verlauf
des Windprofils in Abhängigkeit der Höhe z
vw(z) = vhub ·
(
z
zhub
)α
w
(3.60)
mit der Windgeschwindigkeit vhub in Nabenhöhe, der Nabenhöhe zhub und dem Höhen-
exponenten αw gibt die Windgeschwindigkeit für eine neutrale Schichtung der Luftmasse
wieder [GL-Wind 2012]. Eine solche Höhenverteilung der Windgeschwindigkeit führt
automatisch zu einem Moment um die Querachse der Gondel, da der oberere Bereich
der Rotorfläche mit mehr Wind belastet wird als der untere Bereich. Neben der Varianz
der Windgeschwindigkeit in der Höhe, ist das Windfeld von Turbulenzen geprägt. Diese
Windgeschwindigkeits und -richtungsänderungen können im Zeitintervall weniger Sekun-
den bis hin zu mehreren Tagen auftreten. Mithilfe der Turbulenzintensität lässt sich die
Fluktuation der mittleren Windgeschwindigkeit v¯w darstellen. Eine Verteilungsfunktion
der mittleren Windgeschwindigkeit liefert grundlegende Erkenntnisse zur Beurteilung der
Energieerträge und Bemessung der WEA. Solch eine Häufigkeitsverteilung liefert jedoch
keine Information zum zeitlichen Verlauf des Windes. Eine Darstellung des Leistungs-
spektrums der Windgeschwindigkeit ermöglicht eine Aussage zur dynamischen Belastung
von zum Beispiel Blättern und Turm [Courtney 1988].
Zur Berechnung der WEA sehen die Regelwerke unterschiedliche Lastfallsituationen vor
[DNV-OS-J101 2013]. Entsprechend den Lastfällen muss das Simulationsprogramm die
Belastung auf die WEA annähernd realitätsnah wiedergeben, um entsprechende Bean-
spruchungen zu erfassen. Grundlegende Lastfallsituationen sind zum Beispiel turbulenter
Wind, Böen, Windschränkungen und das turbulenzfreie Windprofil.
In Analogie zu hydromechanischen Lasten können aeromechanische Lasten, ebenfalls
entsprechend ihres zeitlichen Verlaufs, in quasistatische und periodische Lasten unter-
schieden werden. Ferner stellt die Beschreibung der Windlast mithilfe des Geschwindig-
keitsprofils (Gln. 3.60) eine quasistatische Belastung dar. Die Fluktuation, definiert durch
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die Turbulenzintensität, stellt den dynamischen Anteil dar. Diese Geschwindigkeitskom-
ponente
~vw(t) =
N∑
j=1
aj · cos (ωjt− θj) (3.61)
lässt sich, ähnlich wie bei der Überlagerung der Wellen, durch eine Superpostion einzel-
ner cosinoider Störungsanteile mit zufälliger Amplitude aj und Phasenverschiebung θj
definieren. Im Vergleich zur Wellenlasten sind die Periodendauern dieser Lasten deut-
lich kleiner. Entsprechend liegen die resultierenden Frequenzen ωj im Vergleich zu den
Wellenfrequenzen außerhalb des erwarteten Eigenfrequenzbandes der hier untersuchten
Struktur. Infolge dessen wird nur die gemittelte Windlast in Abhängigkeit der Höhe im
Rahmen der folgenden Studien als konstanter Lastanteil berücksichtigt.
Eine durch die WEA induzierte periodische Last im Eigenfrequenzbereich, welche es zu
beachten gilt, ist die Turmschattenfrequenz 1P . Sie ergibt sich beim Vorbeilauf des Ro-
torblatts am Turm. Entsprechend ist Sie proportional zur Drehzahl des Rotor. Infolge der
Anzahl der Rotorblätter ist auch die nBl-vielfache Turmschattenfrequenz von Interesse.
Für die typischen WEA mit nBl = 3 Rotorblättern, wird diese Frequenz als 3P -Frequenz
bezeichnet.
3.7 Berechnungsprogramme
Alle bisher beschriebenen Grundlagen fließen in die Berechnung zu den Untersuchungen
des dynamischen Verhaltens der schwimmenden Offshoregründung für Windenergiean-
lagen mit ein. Im Folgenden werden die kommerziellen Programme zur Berechnung der
untersuchten Offshore Struktur eingeführt. Ferner existiert ein Vielzahl anderer kommer-
zieller und nicht kommerzieller Programmen, wie FAST [Jonkman und Buhl 2005]
oder WAMIT [WAMIT 2013].
3.7.1 ANSYS Classic
Das FEM-Programm ANSYS Classic bietet die Möglichkeit meerestechnische Konstruk-
tionen auszulegen. Infolge der zur Auswahl stehenden Elementtypen in Ansys Classic
ist dies nur für Strukturen, welche mithilfe von Linien respektive 1D-Balkenelementen
diskretisierbar sind, möglich.
Das Programm erlaubt es hydromechanische Lasten auf Linienelemente unter Verwen-
dung der Morison-Gleichung aufzutragen. Dabei ist es möglich die nicht konstanten
Koeffizienten Cm und Cd in Abhängigkeit der Re-Zahl anzugeben. Es ist jedoch zu
beachten, dass, obwohl Cm bzw. Ca die hydrodynamische Masse definiert, aus dem Ko-
effizienten Cm für die Anwendung der Morison-Gleichung nicht gleichzeitig die ergän-
zenden hydrodynamischen Komponenten der Massenmatrix folgen. Dementsprechend
muss der Koeffizienten Ca jedem Element einzeln zugewiesen werden. Dieser Umstand
ist unbedingt zu beachten und eine Konsistenz zwischen den Cm und Ca Eingaben ist
zwingend zu prüfen. Ferner ist die Definition der Steifigkeiten und Dämpfungen möglich.
Die Steifigkeit der einzelnen Elemente folgt aus der Definition des Querschnitts und der
Materialkonstanten. Die absolute Steifigkeit zur Diskretisierung der Abspannelemente
ergibt sich ebenfalls aus den Querschnittskennwerten und Materialkonstanten oder mit-
hilfe, eigens für Seile entwickelten, Elementen.
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Die Definition der Dämpfung kann mithilfe der Rayleigh-Koeffizienten elementspezifisch
oder für das gesamte Modell erfolgen. Dabei ist im Speziellen darauf zu achten, dass
die Dynamik der Struktur nicht durch unbekannte Dämpfungseigenschaften verfälscht
wird. Dementsprechend ist es empfehlenswert die Dämpfung nicht mithilfe der Rayleigh-
Koeffizienten zu definieren sondern eigens dafür zur Verfügung stehende Dämpferelemen-
te zu verwenden. Die Koeffizienten dieser Elemente gilt es im Rahmen des Vergleichs
von Versuchen mit den Berechnungsergebnissen zu ermitteln [Adam u. a. 2013b].
Definiert durch das globale ortsfeste Koordinatensystem erkennt das Programm automa-
tisch, welche Elemente sich unter Wasser befinden und beaufschlagt die Modelstruktur
mit den hydromechanischen Lasten.
3.7.2 ANSYS/AQWA
ANSYS/AQWA ist ein weiteres FEM-Programm zur Berechnung von hydromechanischen
Lasten auf Schalen- und Balkenstrukturen. Es erlaubt zum Beispiel hydrodynamische
Belastungen auf die Struktur im Frequenzbereich zu berechnen, das Antwortverhalten
im Zeitbereich zu ermitteln oder Drücke auf Schalenelemente zu exportieren. Im Un-
terschied zu ANSYS Classic rechnet AQWA basierend auf der Potentialtheorie für 2D
Elemente mit einer Struktur, welche als Starrkörper idealisiert ist. In Folge dessen sind
keine Beanspruchungen der Plattform berechenbar.
Im Rahmen der folgenden Kapitel wurde mit ANSYS Classic gearbeitet.
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Im folgenden Kapitel werden drei Versuche an drei unterschiedlichen Tragstrukturen vor-
gestellt. Mit Ausnahme des ersten Konzepts, stellen die getesteten Tragstrukturen den
Werdegang der Plattform-Entwicklung dar (Abbildung 2.12). Für jedes Entwicklungssta-
dium, beziehungsweise jede getestete Struktur, erfolgt die Beschreibung des Modells und
Versuchsaufbaus. Ferner wird die Messtechnik zur Durchführung der Versuche beschrie-
ben. Eine Übersicht der Versuchsreihen mit Darstellung der Versuchsziele ist ebenfalls
Bestandteil der Ausarbeitung. Abschließend erfolgt die Darstellung ausgewählter Ver-
suchsergebnisse.
Das Zentrum des ortsfesten Bezugskoordinatensystems (x, y, z) für alle Strukturen liegt
für den Betriebszustand auf Höhe des Ruhewasserspiegels. Die z-Achse ist immer kol-
linear zur Hochachse des Turmes. Alle Bewegungen in Richtung dieser Achse werden
als Heben respektive als Senken und Rotationen um die Achse als Gieren bezeichnet.
Die x-Achse ist generell kollinear zur Welleneinfallsrichtung. Damit ist das gewählte Be-
zugskoordinatensystem ortsfest bezüglich des Versuchsbeckens und nicht bezüglich der
Strukturausrichtung. Drehungen um die x-Achse sind Rollbewegungen und in Richtung
der x-Achse Translationen. Per Definition ist das Bezugskoordinatensystem ein karte-
sisches Rechts-Koordinatensystem. Dementsprechend ergibt sich die Ausrichtung der
y-Achse senkrecht zur Welleneinfallsrichtung. Folglich beschreibt das Stampfen bzw.
Nicken eine Rotation um die y-Achse. Analog zur x-Achse werden auch Bewegungen in
Richtung der y-Achse als Translation bezeichnet.
Entsprechend der Definition aus Kapitel 3.1 erfolgt die Beschreibung der Zustandsgrö-
ßen für jeden beliebigen Punkt des Modells relativ zum ortsfesten Koordinatensystem
(Abbildung 3.1). Für alle folgenden Betrachtungen werden die Plattform-Modelle als
Starrkörper angesehen. Das Starrkörpersystem schließt nicht die Bindungen der Modelle
mit dem Boden des Versuchsbecken und die WEA im Modellmaßstab mit ein. Ferner
werden alle Ergebnisse der Zustandsgrößen ~q = (x, y, z, φ, ξ, χ) am Übergang von der
Plattform zum Turm oder am Turmkopf der WEA ausgewertet. Grund dafür ist, dass
alle Zustandsgrößen sowie Schnittkräfte an diesen Stellen für den Plattformhersteller als
auch den WEA Zulieferer als Schnittstellen zur Bemessung und Übergabe von Zustands-
informationen dienen.
4.1 Stabtragwerk mit kreuzförmiger Basis
Die untersuchte Struktur, bestehend aus einem aufgelösten Stabtragwerk mit integrier-
ten Auftriebskörpern, war die erste Struktur dieses Forschungsprojekts, welche in einem
Wellentank getestet wurde. Sie ist durch vier Ausleger mit einer kreuzförmigen Basis
und das Stabtragwerk mit integrierten Auftriebskörpern charakterisiert. Die Plattform
zeichnet sich durch eine sehr hohe Redundanz aus. Die durchgeführten Versuche fanden
im Februar 2012 in der Hamburgische Schiffbau-Versuchsanstalt (HSVA) statt. Der Mo-
dellbau erfolgte durch die Firma Jähnig GmbH. In der Versuchsanstalt wurden Versuche
zum Schwimmverhalten und abgespannten Zustand durchgeführt. Im folgenden wird
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ausschließlich auf den abgespannten Zustand, welcher den späteren Betriebszustand der
Plattform mit installierter WEA darstellt, eingegangen.
4.1.1 Versuchsmodell
Die getestet schwimmende Offshoregründung ist ein Raumtragwerk mit kreuzförmiger
Basis. Durch acht, im Tragwerk integrierte, zylindrische Auftriebskörper erfolgt die Erzeu-
gung des, für alle Betriebszustände benötigten, Auftriebs. Vorgespannte Seile verspan-
nen die Struktur in der gewählten, skalierten Wassertiefe. An den Ecken jedes Auslegers
befinden sich vier Spannseile, zwei vertikale und zwei geneigte. Durch diese Art der Ver-
spannung ergeben sich n = 0 Freiheitsgrade und fB = 6 Bindungen (Abbildung 4.1).
Bewegungen der Struktur sind ausschließlich Folge der Seildehnungen. Vorab erfolgte
die Untersuchung der Verankerungsseile in einem Zugversuch, um die axiale Steifigkeit
der Seile und somit das dynamische Verhalten der Plattform näherungsweise abzubilden.
Auf dem Stabtragwerk befindet sich der Turm. Begründet mit der Bedingung das die
gesamte Struktur möglichst starr sein sollte, wurde dieser, abweichend zur Großausfüh-
rung, als Stabtragwerk ausgeformt. Diese Randbedingung beruht auf der Notwendigkeit
ein Starrkörper-System anzusetzen, wenn eine Umrechnung der gemessenen Bewegun-
gen an einem Ort der Struktur für jeden beliebigen Punkt der Struktur möglich sein soll.
Eine derartige Umrechnung wurde durch die Versuchsanstalt durchgeführt.
Messbühne
Kamera KRYPTON
LED Rahmen KRYPTON
IVRU
Unterkonstruktion
Plattform
6z
ff
y
Abb. 4.1: Versuchsaufbau in der HSVA - Frontansicht; Bildquelle: [Jacobsen 2012]
Das Modell wurde im Maßstab 1:25 unter Berücksichtigung der Froude´schen Ähn-
lichkeitsgesetze gefertigt [Chakrabarti 1994; Schneekluth 1977]. Dieser Maßstab
erlaubte es das skalierte Modell inklusive Windenergieanlage innerhalb der Schleppwa-
genkonstruktion zu montieren. Zur Befestigung der Plattform am Messwagen fand eine
Unterkonstruktion Anwendung, die es ermöglichte das Modell im Tank zu drehen und
somit unterschiedliche Welleneinfallswinkel auf die Struktur zu untersuchen (Abbildung
4.2).
Des Weiteren erlaubte es die Unterkonstruktion die skalierte Verankerungstiefe von 1,2m
einzustellen, wobei die Wassertiefe im Tank ständig konstant bei 6m blieb. Folge dessen
ist es, dass die Orbitalwellen nicht maßstabsgerecht abgebildet wurden und damit die
sogenannte ’no-slip’ Bedingung auf Höhe der Verankerung nicht umsetzbar war. Das gilt
es bei der hydrodynamischen Belastung der Struktur und der folgenden Berechnung zur
Validierung des Berechnungsmodells unbedingt zu beachten.
Das Modell wurde so gefertigt, dass die Masse, inklusive des Messequipments, sowie die
Lage des Verdrängungs- und des Gewichtsschwerpunkts mit dem Entwurf der Gründung
in Großausführung zum Zeitpunkt der Versuche übereinstimmte. Ebenfalls erfolgte die
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Abb. 4.2: Versuchsaufbau in der HSVA - Grundriss; Bildquelle: [Jacobsen 2012]
Abbildungen der korrekten Trägheitsradien.
4.1.2 Messtechnik
Alle gemessen Größen sind in Tabelle 4.1 zusammengefasst. Die Zustandsgrößen ~q wur-
den mittels dem Bahnverfolgungssystem KRYPTON an der Turmmitte erfasst. Das op-
tische Messprinzip des KRYPTON basiert auf der Messung der Bewegung des LED
Rahmens mithilfe eines Kamerasystems. Um alle Bewegungen zu erfassen sind minde-
stens drei Kameras nötig. Im Anschluss an die Messung erfolgt die Umrechnung der
Messgrößen auf das ortsfeste Bezugskoordinatensystem relativ zum gewählten Referenz-
punkt.
Tab. 4.1: Zusammenfassung gemessener Größen - HSVA
Messgröße Messgerät Einheit
Translation (x, y, z) KRYPTON m
Rotation (φ, ξ, ψ) KRYPTON Grad
Beschleunigungen (x¨, y¨, z¨) IVRU ms2
Vertikalseillängskräfte (Fvi mit i = 1 .. 8) Kraftmessdosen N
Diagonalseillängskräfte (Fdi mit i = 1 .. 8) Kraftmessdosen N
Wellenhöhe (hw) Widerstandsdraht m
Die Messung der translatorischen Beschleunigungen erfolgte mit einem inertialen La-
ge Referenz System (IVRU) am Turmfuß. Dieses Messsystem basiert auf einer direkten
Messung der Beschleunigungen mithilfe von Beschleunigungssensoren.
Da die Messergebnisse des KRYPTON im Bereich der Messauflösung des Gerätes lagen,
wurden für die Auswertung nur die Translation in x- und y-Richtung aus den Messdaten-
sätzen exportiert [Jacobsen 2012]. Entsprechend werden im Folgenden keine Rotation
und auch Translation in z-Richtung ausgewertet. Die Beschleunigungen ergaben sich aus
der Messung mit dem IVRU und sind auswertbar.
Die Stromversorgung für das IVRU und den LED Rahmen, sowie die Messdatenübertra-
gung, erfolgte über Kabel zu den, auf dem Schleppwagen untergebrachten, Messgeräten.
Es wurde eine Kabelführung mit lose hängenden Kabeln umgesetzt, um die Bewegungen
des Modells nicht zu beeinflussten.
Für die Messung der Seilkräfte wurde an jedem Seil eine Kraftmessdose am Über-
gang vom Seil zur Unterkonstruktion angebracht. Die Nennkraft der Kraftmessdose war
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3.000N bei einer Genauigkeit von ±0,25%. Als Schutzklasse der Kraftmesszelle gibt der
Hersteller IP67 an. Die Zuweisung der Seilkräfte erfolgt entsprechend der Auslegerecken.
Ecke eins ist in Abbildung 4.2 gekennzeichnet. Alle weiteren, im Uhrzeigersinn betrach-
teten, Ecken erhalten die nächst höhere zahlenmäßige Zuordnung.
Neben den Messgrößen zur Beschreibung der Modellbewegung und der Bindungskräfte
erfolgt ebenso die Messung der Wellenhöhe. Diese Information ist wichtig um später die
Belastungsgrößen aus der Messung mit denen der Berechnung zu vergleichen. Die Mes-
sung der Wellenhöhe erfolgte zum einen in unmittelbarer Nähe des Modells und an einer
entfernten Stelle. Die Messgrößen selbst ergaben sich aus einer Widerstandsmessung an
einem Draht.
4.1.3 Versuchsdurchführung und -ziele
Wie bereits oben erwähnt, waren zwei unterschiedliche Versuchsreihen Bestandteil der
Messungen an der HSVA. Nur die Ergebnisse aus den Versuchen mit Bindung werden im
folgenden betrachtet. Für diesen Zustand erfolgte die Belastung der Struktur mit fünf
unterschiedlichen Seegängen. Ferner wurden diese fünf Versuche für drei unterschiedli-
che Welleneinfallswinkel (Abbildung 4.3) durchgeführt.
0,0 ◦ 22,5 ◦ 45,0 ◦
x
6
Abb. 4.3: Einfallswinkel der Wellentanktests
Mit den drei Rotationswinkel von 0,0 °, 22,5 ° und 45,0 ° ist die Struktur aufgrund ihrer
zweifachen Symmetrie ausreichend untersucht. Eine Übersicht zu den Seegängen ist in
Tabelle 4.2 zusammengefasst. Die Energieverteilung aller fünf Seegänge wurde durch
ein JONSWAP Spektrum (Joint North Sea Wave Project) angenähert. Das JONSWAP-
Spektrum ist durch die signifikante Wellenhöhe Hs, die Peakperiode Tp und den Über-
höhungsfaktor γ definiert.
Tab. 4.2: Zusammenfassung der Kennwerte für das JONSWAP-Spektrum, der im Modellversuche un-
tersuchten Seegänge
Seegang Hs in m Tp in s γ
I 1 4,5 3,3
II 2 5,9 3,3
III 3 6,9 3,3
IV 4 8,0 3,3
V 6 9,8 3,3
Die Aufzeichnung der Messsignale (Tabelle 4.1) erfolgte mit einer Frequenz von 100Hz.
Alle Messergebnisse wurden für ca. 600 s aufgezeichnet.
Ziel der Versuche war es die grundsätzliche Machbarkeit des Konzepts zu bestätigen.
Dementsprechend wurde ein System mit hoher Redundanz in Seegängen, welche der
Realität entsprechen, getestet. Ferner galt es im Rahmen des Machbarkeitsnachweises
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die Gebrauchs- und Betriebstauglichkeit zu bestätigen.
Neben dieser Zielstellung bestand die Notwendigkeit das Berechnungsmodell zu kalibrie-
ren und somit eine Validierung der Berechnungsergebnisse zu erreichen. Versuche mit
harmonischer Wellenanregung, zur besseren Bewertung der dynamischen Eigenschaften
im Zeitbereich, waren nicht Teil der Versuchsserie, da der Fokus klar auf der Machbarkeit
des Konzepts unter Realbedingungen lag. Entsprechend galt es die dynamischen Eigen-
schaften zur Kalibrierung des Berechnungsmodells aus den vorhanden Messergebnissen
abzuleiten.
4.1.4 Messergebnisse
Die Messergebnisse werden für den Versuch im Zeit- und Frequenzbereich angegeben.
Ferner gehört zu den Ergebnissen im Zeitbereich eine Statistik, in der die gemessenen
Maximal-, Mittel- und Minimalwerte (max, RMS, min) für jeden Seegang zusammen-
gefasst sind. Die Ergebnisse im Frequenzbereich dienen zum Beispiel zur Darstellung
der Übertragungsfunktion. Ferner lassen sich, falls nicht im Rahmen anderer Versuche
ermittelt, die Eigenfrequenzen aus den Signalverläufen im Frequenzbereich selektieren.
Vor dem Start einer Messung erfolgte eine Null-Korrektur durch die Mitarbeiter der Ver-
suchsanstalt. Alle folgenden Ergebnisse sind entsprechend der Ähnlichkeitsgesetze im
Großmaßstab angegeben.
Ergebnisse im Zeitbereich
Exemplarisch sind in den folgenden Abbildungen 4.4 bis 4.6 die Messergebnisse im Zeitbe-
reich, für den Rotationswinkel von 0 °, beim Seegang mit einer signifikanten Wellenhöhe
von 1m, dargestellt. Ferner wird nur der Zeitbereich von 80 s bis 100 s gezeigt, da das
Schwingungsverhalten im gesamten Zeitbereich sehr homogen war. Um einen Eindruck
zur Abhängigkeit der Ergebnisse vom Seegang zu bekommen sind die statistischen Werte
für die Wellenangriffsrichtung von 0 ° dargestellt.
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Abb. 4.4: Translatorische Bewegungen der Plattform für einen Rotationswinkel von 0 ° und bei 1m
Seegang (links) und statistische Werte der Translation in Abhängigkeit der signifikanten Wel-
lenhöhe (rechts)
Die Translationen in x- und y-Richtung (Abbildung 4.4 links) weisen wie erwartet das
Verhalten einer erzwungenen Schwingung auf. Ferner ist zu erkennen, dass die Bewe-
gung in x-Richtung um einen Offsetwert schwingt. Dieser ist mit einer Verschiebung der
Plattform in positive x-Richtung infolge der Wellenlast zu erklären. Diese Verschiebung
wird erwartungsgemäß mit der Zunahme der Wellenlast größer (Abbildung 4.4 rechts).
Ebenso steigen die positiven als auch negativen Amplituden der Bewegungsgrößen mit
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zunehmender Seegangsbelastung an.
Grundsätzlich sind die Amplituden der Schwingung jedoch wie erwartet sehr klein, was
auf die Art der Verspannung und die entsprechend hohe Steifigkeit zurückzuführen ist.
Ferner wurde oben erwähnt, dass infolge der kleinen Bewegungen das KRYPTON im
Bereich seiner Auflösungsgrenze gemessen hat. Dementsprechend werden die translato-
rischen Zustandsgrößen zwar an dieser Stelle präsentiert, für die Kalibrierung des Be-
rechnungsmodells jedoch nicht verwendet.
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Abb. 4.5: Beschleunigung der Plattform für einen Rotationswinkel von 0 ° und bei 1m Seegang (links)
und statistische Werte der Beschleunigung in Abhängigkeit der signifikanten Wellenhöhe
(rechts)
Analog zu den translatorischen Zustandsgrößen zeigen die Beschleunigungen (Abbil-
dung 4.5 links) das erwartete Schwingungsverhalten. Die Beschleunigungswerte sind im
Vergleich zu typischen schwimmenden Plattformen klein, obwohl die gewählte Abspan-
nung eine größere Steifigkeit als klassische Plattformen mit mehr Freiheitsgraden und
weniger Bindungen aufweist. Ferner ist die z-Beschleunigung im Vergleich zur x- und
y-Beschleunigung kleiner. Da die Wellen kollinear zur x-Achse sind, ergeben sich in die-
ser Richtung auch die größten Beschleunigungswerte. Analog zur Translation, zeigt die
statistische Auswertung einen Anstieg der Beschleunigungsamplituden mit wachsender
signifikanter Wellenhöhe Hs.
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Abb. 4.6: Exemplarische Seilkräfte für einen Rotationswinkel von 0 ° und bei 1m Seegang (links) und
statistische Werte der Seilkräfte in Abhängigkeit der signifikanten Wellenhöhe (rechts)
Wie zu erwarten zeigen auch die Seilkräfte den Verlauf einer erzwungen Schwingung im
Zeitbereich (Abbildung 4.6 rechts). Ferner zeigt sich in Analogie zu den translatorischen
und Beschleunigungswerten eine Abhängigkeit vom Seegang, nämlich ein Anstieg für
größere Belastungen (Abbildung 4.6 rechts). Der zuvor beschrieben Offsetwert ist auch
für die Seillängskraft detektierbar.
Infolge der Null-Korrektur vor jeder neuen Messreihe schwingen die Seilkräfte um den
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Null-Wert. Dementsprechend sind auch negative Amplituden möglich, da die Seile zwar
unter Vorspannung stehen, diese Vorspannkraft aber durch de Null-Korrektur nicht er-
fasst wurde. Folge dessen ist, dass der Offsetwert und damit die Vorspannkraft infolge des
Auftriebsüberschuss nicht bekannt sind. Demzufolge sind die Messergebnisse der Kraft-
messdosen nur bedingt für die Validierung der Berechnungsergebnisse, jedoch nicht zur
Kalibrierung, geeignet.
Ergebnisse im Frequenzbereich
Im Unterschied zu den bisherigen Ergebnissen zeigen die folgenden Darstellung im Fre-
quenzbereich die Werte im Modellmaßstab. Grund dafür ist, dass die im Frequenzbereich
selektierten Eigenfrequenzen für die Kalibrierung des Berechnungsmodells Anwendung
finden sollen. Dementsprechend soll durch die Betrachtung im Maßstab etwaige Fehler
durch die Skalierung ausgeschlossen werden.
Es erfolgte die Anwendung einer Fast-Fourier-Transformation (FFT), um die Ergebnisse
aus dem Zeitbereich im Frequenzbereich darzustellen. Diese Transformation war notwen-
dig, um später die Berechnungsergebnisse besser mit den Messergebnissen vergleichen
zu können. Infolge der Versuche mit irregulären Wellen, erlaubt nur die Auswertung im
Frequenzbereich einen quantitativen Vergleich.
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Abb. 4.7: Exemplarische x- und y-Beschleunigung im Frequenzbereich für einen Rotationswinkel von 0 °
und bei 1m Seegang
Da die Beschleunigungsergebnisse die zuverlässigsten Messergebnisse darstellen sollen
diese im Folgenden zur Kalibrierung und Validierung der Berechnungsergebnisse dienen.
Entsprechend sind in den Abbildungen 4.7 und 4.8 nur die transformierten Zeitsignale
der Beschleunigungen im Frequenzbereich (X¨, Y¨ , Z¨) dargestellt.
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Abb. 4.8: Exemplarische z-Beschleunigung und gemessene Wellenhöhe im Frequenzbereich für einen
Rotationswinkel von 0 ° und bei 1m Seegang
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Außerdem ist die gemessenen Wellenhöhe hw im Frequenzbereich (Hw) gezeigt. Eben-
so ist das analytisch ermittelte Wellenspektrum Sf in den Diagrammen erfasst. In den
Diagrammen sind die Ergebnisse auf den jeweiligen Maximalwert im Frequenzbereich
normiert, damit die Vergleichbarkeit gegeben ist.
Die Darstellung von X¨norm zeigt deutliche Peaks im Frequenzbereich (Abbildung 4.7).
Ferner zeigt der Signalverlauf wie erwartet Anteile des gewählten Seegangsspektrums.
Dies gilt es bei der Eigenfrequenzdetektierung zu berücksichtigen. Analog zu X¨norm zeigt
auch Y¨norm Peaks im Frequenzbereich (Abbildung 4.7), aber auch Frequenzanteilen aus
dem Seegangsspektrum sind erkennbar. Im Unterschied zu X¨norm und Y¨norm ist Z¨norm
von den Frequenzanteilen aus dem Seegangsspektrum dominiert (Abbildung 4.8).
Zur Kalibrierung des Berechnungsmodells wie auch der Darstellung dynamischer Eigen-
schaften ist eine Angabe, respektive Ermittlung, der Eigenfrequenzen unumgänglich.
Entsprechend wurde die Bedeutung der Eigenfrequenzen in Kapitel 3.2.3 hinreichend
diskutiert.
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Abb. 4.9: Bereinigte, transformierte Zustandsgrößen exemplarisch für einen Rotationswinkel von 0 ° und
bei 1m Seegang
Die Art der Versuchsführung in der HSVA macht es schwierig die Eigenfrequenzen aus
den Messsignalen zu selektieren, da sowohl keine expliziten Versuche zur Frequenzermitt-
lung als auch ausschließlich irreguläre Wellenversuche durchgeführt wurden. Das machen
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Abbildungen 4.7 und 4.8 und die welleninduzierte Dominanz, respektive Anteile des See-
gangsspektrums an X¨norm, Y¨norm und Z¨norm, in einem bestimmten Frequenzbereich
deutlich. Entsprechend gilt es eine Methodik anzuwenden, die es erlaubt die Frequenzsi-
gnale der Zustandsgrößen von dem Anteil des Seegangsspektrums Sfnorm oder Hwnorm
zu bereinigen.
Zur Bereinigung erfolgte eine Subtraktion des frequenztransformierten, normierten Wel-
lensignals Hw von den Bewegungssignalen X¨norm, Y¨norm und Z¨norm. Anschließend wur-
den die so berechneten bereinigten Bewegungssignale im Frequenzbereich auf 1 skaliert.
Durch dieses Vorgehen treten die Eigenfrequenzen deutlicher hervor, was eine Selekti-
on erst ermöglicht. Abbildung 4.9 zeigt die bereinigten transformierten Zustandsgrößen
( ¨ˆXnorm, ¨ˆYnorm, ¨ˆZnorm). Wie erwartet treten die nicht welleninduzierten Frequenzen
deutlicher hervor.
Tab. 4.3: Zusammenfassung der selektierten Eigenfrequenzen in Hz - HSVA
Seegang
Eigenform I II III IV V
x-trans. 1,557 1,083 1,546 1,547 1,021
y-trans. 1,173 1,609 1,039 1,027 1,492
Heben -
Rollen 2,533 1,784 2,473 2,263 1,577
Nicken 1,720 2,551 1,696 1,650 2,059
Gieren 2,594 2,495 2,528 2,158 2,467
Um die Eigenfrequenzen aus den bereinigten Bewegungssignalen zu erfassen wurde eine
Peak Selektion für jeden Seegang bei einem Einfallswinkel von 0 ° durchgeführt. Damit
sowohl eine möglichst genau Aussage bezüglich der Eigenfrequenzen getroffen werden
kann als auch eine etwaige Abhängigkeit der Frequenzen von der hydromechanischen
Last detektierbar ist, erfolgte die Peak Selektion für alle fünf getesteten Seegänge. Ein
Vergleich der Messergebnisse mit Berechnungsergebnissen und die Auswertung der Ka-
librierung des Berechnungsmodells mithilfe der Messergebnisse ist Inhalt des folgenden
Kapitels. In Tabelle 4.3 sind die selektierten Eingenfrequenzen zusammengefasst. Eine
Zuordnung der Frequenzen zu den Eigenformen erfolgte aufgrund der Kenntnisse aus
den Berechnungen und dem Wissen, in welcher Größenordnung die jeweiligen Frequen-
zen liegen.
4.2 Stabtragwerk mit quadratischer Basis
Ähnlich zu der Plattform mit kreuzförmiger Basis, bildet ein Stabtragwerk die Tragstruk-
tur für die acht zylindrischen Auftriebskörper des Modells. Das System mit quadratischer
Basis ist durch vier Eck- und vier weitere, jeweils zwischen zwei Ecken liegenden, Auf-
triebskörper charakterisiert. Im Unterschied zur Struktur mit kreuzförmiger Basis zeich-
net sich diese Plattform durch eine geringere Anzahl an Schweißknoten und Stäben aus.
Die durchgeführten Versuche fanden im Juni 2013 am Maritime Research Institute Net-
herlands (MARIN) statt. Im Offshore Becken von MARIN sind neben hyrdomechanischen
auch areomechanische Lasten auf das Modell umsetzbar. Dementsprechend erfolgten, im
Unterschied zur HSVA, die Modellversuche mit einer skalierten WEA.
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4.2.1 Versuchsmodell
Bei der Skalierung für das 1:37 Modell (Abbildung 4.10 und 4.11) wurden die Ähnlich-
keitsgesetze nach Froude beachtet. Gemäß des Grundkonzepts für die schwimmende
Gründung finden auch bei diesem Modell vertikale und geneigte Abspannseile Anwen-
dung. An den Eckauftriebskörpern sind jeweils zwei vertikale Seile befestigt. Die mittleren
Auftriebskörper stellen den Anschlagspunkt für die geneigten Seile an der Platt-form dar.
Kraftmesszelle Turmkopf
Kraftmesszelle Turmfuß
Plattform
6z
-
x
Abb. 4.10: Versuchsaufbau bei MARIN - Frontansicht; Bildquelle: [Ridder und Lam 2013]
Analog zum HSVA Modell werden alle Messwert später in die jeweiligen Zustandsgrößen
bezüglich des ortsfesten Koordinatensystems am gewählten Referenzpunkt umgerech-
net. Das Bezugskoordinatensystem ist ortsfest und gleicht dem in der HSVA definierten
Koordinatensystems. Dementsprechend befindet sich der Koordinatenursprung auf Ru-
hewasserlinienniveau und die z-Achse ist entlang der Turmlängsachse ausgerichtet.
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Abb. 4.11: Versuchsaufbau bei MARIN - Grundriss; Bildquelle: [Ridder und Lam 2013]
Im Unterschied zur HSVA, ist bei MARIN eine Verstellung des Tankbodens möglich.
Entsprechend wurde die definierte Wassertiefe von 20m skaliert im Versuch umgesetzt.
Ferner bedeutet dies die maßstabsgerechte Wiedergabe der hydromechanischen Lasten
mit den jeweiligen Orbitalgeschwindigkeitskomponenten.
Die skalierte Windenergieanlage von MARIN ist in [Ridder u. a. 2014] beschrieben
und wurde auf dem Kopftragwerk der Plattform installiert. Die WEA entspricht einem
1:50 Modell der NREL 5MW Windturbine [Jonkman u. a. 2009]. Entsprechend der
Anforderung des Industriepartners galt es die Plattform für eine 2,3MW WEA von Sie-
mens zu konzipieren. Daher ergab sich für das gewählte Modell der Maßstab 1:37, um
den Rotordurchmesser dieser Anforderung anzupassen. Ferner galt es die Turbinenei-
genschaften, im Speziellen der Widerstand- und Leistungsbeiwert (CDT und CPT ) der
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Windturbine, zu skalieren [Ridder 2013]. Entsprechende Kennwerte in Abhängigkeit
der Schnelllaufzahl wurden im Versuch umgesetzt. Dabei lag der Fokus auf der Abbil-
dung der Widerstandbeiwerte CDT [Ridder u. a. 2014]. Möglich war die Einstellung des
Beiwerts durch eine Anstellwinkeländerung der Rotorblätter. Um das Reglerverhalten der
WEA zu untersuchen ist dieser Anstellwinkel auch grundsätzlich während der Versuche
veränderbar. Darauf musste bei den Versuchen mangels vorhandener Daten des WEA
Herstellers verzichtet werden.
Analog zu den HSVA Versuchen waren Vorversuche mit den Verankerungseilen notwen-
dig, um die Seillängssteifigkeit abzubilden. Dem Großmaßstab entsprechende Längsstei-
figkeiten waren mit einem Polyethylenseil mit hoher Linearität umsetzbar.
4.2.2 Messtechnik
Zwischen dem Tragwerk und dem Turmfuß befindet sich eine Sechs-Komponenten
Messwaage (Abbildung 4.10). Am Turmkopf ist eine zusätzliche Kraftmesszelle ange-
bracht. Ferner zeichnen drei Beschleunigungssensoren auf der Plattform und ein Be-
schleunigungssensor an der Gondel die Beschleunigungen und Bewegungen der Struktur
auf.
Tab. 4.4: Zusammenfassung gemessener Größen - MARIN
Messgröße Messgerät Einheit
Wellenhöhe (hw) Widerstandsdraht m
Windgeschwindigkeit (v) Optischer Windmesser ms
Translation (x, y, z) Kontaktloses optisches System m
Rotation (φ, ξ, ψ) Kontaktloses optisches System Grad
Schnittreaktion am Turmfuß und
-kopf (Fb, Mb, Ft, Mt)
Sechs-Komponenten Kraftmessdo-
se
N und
Nm
Beschleunigung am Turmkopf
(x¨, y¨, z¨)
Piezoelektrische Beschleunigungs-
aufnehmer
m
s2
Widerstandskraft der WEA
(Ftur)
Kraftmesszelle N
Moment der WEA (Mtur) Momentenmesszelle Nm
Drehzahl (u) Impulsgeber 1min
Vertikalseillängskräfte (Fvi mit
i = 1 .. 8)
Kraftmessdosen N
Diagonalseillängskräfte (Fdi mit
i = 1 .. 8)
Kraftmessdosen N
In Analogie zur HSVA verfolgt zudem ein optisch arbeitendes Messgerät die Plattform-
verformung. Dieses, mit infrarot Licht arbeitende Messgerät, verfolgt die Bewegung des,
auf der Plattform installierten, LED Rahmens.
Alle Seilkräfte werden mit Kraftmessdosen erfasst. WEA spezifische Messgrößen sind die
Drehzahl, der Anstellwinkel der Rotorblätter, der Widerstand sowie das Drehmoment der
WEA.
Tabelle 4.4 fasst die gemessen Größen der Versuche bei MARIN zusammen. Um die
Belastungsgrößen während der Versuche zu erfassen erfolgte sowohl die Messung der
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Wellenhöhe als auch der Windgeschwindigkeit.
Zur Messdatenerfassung fand das MARIN Messsystem für analoge Daten Anwendung.
Die Abtastrate betrug 100Hz. Begründet mit den sehr kleinen Bewegungen der Platt-
form war es, wie schon bei der HSVA, sehr schwierig die Bewegungen zu erfassen, da
alle Geräte an ihren Auflösungsgrenzen arbeiteten. Entsprechend ergaben sich für fast
alle Messwerte recht große Standardabweichungen für die erfassten Daten.
4.2.3 Versuchsdurchführung und -ziele
Im Unterschied zur HSVA wurde im Versuchsbecken von MARIN ausschließlich der
Betriebszustand und nicht der Transport respektive der Schleppzustand betrachtet.
Schleppversuche mit dem Modell erfolgten in der ehemaligen VWS in Berlin im Nach-
gang an die Versuche [Myland u. a. 2014]. Weiterhin erfolgten bei MARIN separate
Versuche zur Ermittlung der Eigenfrequenzen im Betriebszustand. Dabei wurde das Sy-
stem erst mit einer konstanten statischen Last ausgelenkt, um diese danach schlagartig
auf Null zu setzen. Die Aufzeichnung des Ausschwingverhaltens infolge dieses Kraft-
sprungs lieferte die Eigenfrequenzen.
Eine Untersuchung unterschiedlicher Welleneinfallswinkel war auch bei MARIN Bestand-
teil der Versuche. Abbildung 4.11 zeigt die Konfiguration für einen Rotationswinkel der
Plattform von 0 °. Analog zu den Versuchsreihen bei der HSVA wurde das System bei
den Rotationswinkeln 0 ° und 22,5 ° sowie 45 ° getestet. Ebenso erfolgte die Messung
der gleichen drei Seegänge pro Welleneinfallsrichtung zur Belastung der Plattform mit
WEA.
Tab. 4.5: Zusammenfassung der Kennwerte für die hydromechanische Belastung der Struktur - MARIN
Seegang Hs in m Tp in s γ v in ms
I 2,30 5,07 3,3 12,0
II 4,72 6,07 3,3 25,0
III 5,30 8,75 3,3 36,6
Ariy-Welle hw in m Tp in s - -
IV 2,30 4,59 - -
V 2,30 4,94 - -
VI 2,30 5,36 - -
VII 2,30 5,86 - -
Da neben hydromechanischen auch aeromechanische Belastungen bei MARIN aufge-
bracht werden können, erfolgte die Messung jeweils mit beiden Belastungsarten sowohl
gekoppelt als auch jeweils einzeln. Außerdem erfolgte die Belastung der Struktur nur
mit regulären Wellen. Die Wellenhöhe hw war dabei bei Variation der Periodendauer
konstant. Diese Versuche mit regulären Wellen sollen später der Validierung der Berech-
nungsergebnisse im Zeitbereich dienen. Eine Zusammenfassung der Belastungsgrößen
gibt Tabelle 4.5. Grundsätzlich wurden alle Messreihen für ca. 300 s aufgezeichnet.
Neben dem Nachweis der Gebrauchs- und Betriebstauglichkeit der weiterentwickelten
Struktur, stand der Abgleich der Messungen mit den Berechnungsergebnissen mithilfe
der Versuchsdaten der regulären Wellen im Vordergrund der Versuche. Außerdem sollte
die Annahme einer möglichen Superposition der hydromechanischen mit den aeromech-
naischen Lasten durch die Versuchsergebnisse mit irregulären Wellenspektren, überlagert
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mit oder ohne Windlast, bestätigt werden [Adam u. a. 2014a].
4.2.4 Messergebnisse
In Anlehnung an die beispielhafte Beschreibung der Messergebnisse aus dem vorangegan-
gen Abschnitt, und infolge der Vielzahl von Ergebnissen aus den Versuchen, erfolgt für
die MARIN Messungen auch nur eine Darstellung des Rotationswinkels von 0 °. Für die
Übersicht zur Abhängigkeit der Ergebnisse von der signifikanten Wellenhöhe, beziehungs-
weise der Wellenhöhe für reguläre Wellen, sorgt die Darstellung der Maximal-, Mittel-
und Minimalwerte (max, RMS, min). Auf die Darstellung der Schnittkraftreaktion wird
bei den Messdaten im Zeitbereich verzichtet, da sie keinen wesentlichen Beitrag zur Be-
schreibung der Dynamik der Struktur liefern. Die Ergebnisse im Frequenzbereich bieten
die Möglichkeit entweder die Eigenfrequenzen zu detektieren oder die Übertragungs-
funktionen darzustellen. Schließlich folgt die Zusammenfassung der Eigenfrequenzen als
Ergebnis der Ausschwingversuche.
Ergebnisse im Zeitbereich
Im Folgenden werden, wie zuvor für die HSVA Messergebnisse, alle Daten im Zeitbereich
von 80 s bis 100 s dargestellt. Eine solche Herangehensweise ist infolge der Homogenität
der Versuchsreihen möglich. Analog zu den HSVA Versuchen arbeiteten die Messgeräte
bei MARIN auch an den Grenzen ihrer Auflösung. Demzufolge sind die Rotationskom-
ponenten der Zustandsgrößen ~q = (x, y, z, φ, ξ, ψ) und ~¨q = (x¨, y¨, z¨, φ¨, ξ¨, ψ¨) nicht darge-
stellt, da die erfassten Daten nur das Messrauschen zeigen.
Da sich nur die Amplituden der Messdaten für die Zeitverläufe der Versuche mit kom-
binierten Lasten beziehungsweise nicht kombinierten Lasten ändern, sind folgend nur
die Zeitreihen der gekoppelten Wind-Wellen-Versuche abgebildet. Anschließend erfolgt
der Vergleich der statistischen Größen für den gesamten gemessen Zeitbereich für die
Versuche mit und ohne kombinierten Lasten. Abschließend zeigen die Ergebnisse mit
regulärer Wellenlast die Grundlage für den Abgleich mit den Berechnungen.
• Ergebnisse im Zeitbereich: Wind und Welle kombiniert
Erwartungsgemäß weisen die Messergebnisse der Bewegungen in Richtung der drei
Raumachsen das Verhalten einer erzwungen Schwingung auf. Alle drei Komponenten
zeigen im gewählten Zeitbereich einen Offsetwert.
85 90 95 100
−2
−1
0
1
2 ·10
−2
t in s
x
,y
,z
in
m xy
z
2 4 6 8
−0,1
−5 · 10−2
0
5 · 10−2
0,1
Hs in m
x¯
,y¯
,z¯
in
m minRMS
max
Abb. 4.12: Translation der Plattform für einen Rotationswinkel von 0 ° und bei 2,3m Seegang (links)
und statistische Werte der Translation in Abhängigkeit der signifikanten Wellenhöhe (rechts)
Der Offsetwert hängt mit der Messauflösung der Sensoren zusammen. Deutlich wird dies
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bei der Betrachtung der statistischen Werte in Abbildung 4.12 (rechts). Zu erkennen ist,
dass sowohl der Mittelwert (RMS), als auch der Minimal- und Maximalwert (min, max)
in Abhängigkeit des Seegangs keine Änderung aufweisen. Lediglich die x-Komponente
zeigt für größere Seegänge eine Abhängigkeit der Amplitude, was auf die Belastung, re-
spektive auf die Richtung der Last, zurückzuführen ist. Dementsprechend lassen sich an
diesem Beispiel bereits die Auflösungsgrenzen der Sensoren erkennen und die geringen,
erwarteten und erwünschten Bewegungen der Plattform hervorheben. Im Umkehrschluss
bedeutet das für die weiter Auswertung, dass die y- und z-Komponenten, infolge der
nicht messbaren Amplituden, für die Auswertung keine Relevanz haben.
Infolge der großen Steifigkeit der Abspannung sind zwar die Bewegungen klein, doch
die Beschleunigungen sind verhältnismäßig groß. Deutlich wird dies in Abbildung 4.13.
Alle drei Beschleunigungskomponenten zeigen das erwartet Schwingungsverhalten und
eine Abhängigkeit der Amplitude von der Belastung. Für das Beispiel der gekoppelten
Belastung weist der zweite Belastungszustand die größten Amplituden auf. Für Seegang
III, bei einer Windgeschwindigkeit von v=36,6 ms2 , steht die WEA still, da v größer als
die Ausschaltgeschwindigkeit der WEA ist. Demzufolge sind die Belastungen aus Wind
am Turmkopf erwartungsgemäß kleiner als für Seegang II, bei einer Windgeschwindigkeit
von v=25,0 ms2 , bei dem die WEA noch in Betrieb ist.
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Abb. 4.13: Beschleunigung der Plattform für einen Rotationswinkel von 0 ° und bei 2,3m Seegang (links)
und statistische Werte der Beschleunigung in Abhängigkeit der signifikanten Wellenhöhe
(rechts)
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Abb. 4.14: Seilkraft der Plattform für einen Rotationswinkel von 0 ° und bei 2,3m Seegang (links) und
statistische Werte der Beschleunigung in Abhängigkeit der signifikanten Wellenhöhe (rechts)
Im Unterschied zu den HSVA Daten wurde bei MARIN darauf geachtet, die Offsetwerte
der Seilkräfte mit zu erfassen. Zwei Seilkräfte, jeweils für ein vertikales Seil Fv1 und ein
geneigtes Seil Fd1 sind in Abbildung 4.14 gezeigt. Der Index 1 entspricht dem Anschlag-
punkt der beiden Seile am Versuchsbeckenboden (Abbildung 4.11).
Erwartungsgemäß zeigt der Zeitverlauf der Seilkräfte ein Schwingungsverhalten um den
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Offsetwert (Abbildung 4.14 rechts), welcher dem Wert der Seilvorspannung infolge Auf-
triebsüberschuss entspricht. Ferner zeigt die Statistik, dass die Seilkraftamplitude mit
steigender Belastung auch steigt. Zu beachten ist jedoch, dass beide dargestellten Sei-
le Minimalwerte nahe Null aufweisen, was auf einen kurzzeitiges Erschlaffen der Seile
hindeutet. Dieses Verhalten wurde infolge der Belastungsrichtung und der Seilanschlag-
position erwartet.
• Ergebnisse im Zeitbereich: Vergleich der ± Amplituden
Der Vergleich der statistischen Größen für die drei unterschiedlichen Belastungszustände
soll die Relation der Zustandsgrößen und Seilkräfte hervorheben. Dementsprechend sind
folgende Indizes gültig:
• hyar: gekoppelte hydro- und areomechanische Last
• hy: nur hydromechanische Last
• ar: nur areomechanische Last.
Ferner ergibt sich, unter der Annahme der Superposition, ein Maß dafür, welche der
beiden Belastungsarten die Bewegungsamplituden der Plattform dominiert.
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Abb. 4.15: Vergleich der ±Amplituden für die x-Komponente für einen Rotationswinkel von 0 ° in
Abhängigkeit der Belastungssituation
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Abb. 4.16: Vergleich der ±Amplituden für die x¨-Komponente für einen Rotationswinkel von 0 ° in
Abhängigkeit der Belastungssituation
Der Vergleich der ±Amplituden für die x-Komponente zeigt eine Vergrößerung der Wer-
te für größere Belastung. Ferner dominiert die hydromechanische Last die Bewegung in
Richtung der x-Achse und die areomechanische Last hat kaum einen messbaren Anteil,
was die Übereinstimmung von xhyar mit xhy für positive Amplituden und die Dominanz
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von xhy gegenüber xar für negative Amplituden zeigt.
Die Gegenüberstellung von x¨ am Turmkopf zeigt erwartungsgemäß eine Dominanz des
aeromechanischen Lastanteils, was sich mit x¨ar annähernd gleich x¨hyar verdeutlicht.
Wie oben für die Auswertung im Zeitbereich bereits gezeigt ergeben sich für den dritten
Belastungszustand kleiner Amplituden der Turmkopfbeschleunigung, da die WEA still
steht.
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Abb. 4.17: Vergleich der ±Amplituden für die y¨-Komponente für einen Rotationswinkel von 0 ° in
Abhängigkeit der Belastungssituation
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Abb. 4.18: Vergleich der ±Amplituden für die z¨-Komponente für einen Rotationswinkel von 0 ° in Ab-
hängigkeit der Belastungssituation
Für y¨ und z¨ (Abbildung 4.17 und 4.18) des Turmkopf zeigt sich das gleiche Verhalten
wie für x¨. Die Beschleunigung ist dominiert von der aeromechanischen Last.
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Abb. 4.19: Vergleich der ±Amplituden für die Fv-Komponente für einen Rotationswinkel von 0 ° in
Abhängigkeit der Belastungssituation
Des Weiteren gilt es zu beachten, dass die Amplitude von z¨ im Vergleich zu x¨ und y¨
deutlich kleiner ist, was auf die Art der Verspannung der TLP und Belastungsrichtung
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Abb. 4.20: Vergleich der ±Amplituden für die Fd-Komponente für einen Rotationswinkel von 0 ° in
Abhängigkeit der Belastungssituation
zurückzuführen ist.
Neben den messbaren Zustandsgrößen werden die Seilzugkräfte für das vertikale und
geneigte Seil am ausgewählten Verankerungspunkt 1 (Abbildung 4.11) gezeigt.
Für die Zuglast des vertikalen Seils ist eine Dominanz der hydromechanischen Last
feststellbar. Obwohl für den dritten Belastungszustand die WEA still steht und die
±Amplituden der Seilkraft bei einer reinen aeromechanischen Last kleiner sind, steigt
die Seilkraft für den gekoppelten Lastfall infolge der größeren Wellenlasten an. Ein glei-
ches Verhalten zeigte bereits die Bewegung in x-Richtung (Abbildung 4.15).
Schließlich zeigen die ± Amplituden des geneigten Seils am Ankerpunkt 1 das gleiche
Verhalten wie die des vertikalen Seils, was auch mit dem Verhalten der Bewegung in
x-Richtung korrespondiert.
• Ergebnisse im Zeitbereich: Reguläre Wellenlast
Mithilfe der Daten aus den Versuchen mit regulären Wellen ohne Windlasten soll das
Berechnungsmodell validiert werden. Infolge der oben bereits erwähnten Grenzen der
Messtechnik sind im Folgenden nur die Komponenten x, y, z der Zustandsgröße ~q im
Zeitbereich dargestellt. Eine Darstellung der x¨, y¨, z¨ Komponenten erfolgt nicht, da die
vorangegangenen Ergebnisse gezeigt habe, dass die Beschleunigungskomponenten der
Plattform für eine reine hydromechanische Belastung vernachlässigbar sind. Ergänzend
dazu ist die Abhängigkeit der Amplituden dieser, letztgenannten, Größen von der Peri-
odendauer Tp der regulären Wellen gezeigt.
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Abb. 4.21: Translation der Plattform für einen Rotationswinkel von 0 ° bei einer regulären Welle mit
Tp=4,95 s (links) und statistische Werte der Translation in Abhängigkeit der Periodendauer
(rechts)
Begründet mit der harmonischen Wellenanregung ist für die x-Komponente der Zu-
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standsgröße ~q der Verlauf einer harmonischen Schwingung dargestellt. Da nur in
x-Richtung und nicht in y- und z-Richtung Lasten wirken, zeigen die y- und z-
Komponenten der Zustandsgröße nur das Rauschsignal des Messgeräts. Ferner ist die
Plattform in der Art verankert, das keine Bewegungen in diese Richtungen möglich sind,
was für Systeme mit n > 0 Freiheitsgraden möglich wäre.
Da die y- und z-Komponenten nur das Messrauschen darstellen, sind sie in der Abbildung
der statistischen Werten nicht enthalten. Das Diagramm mit den ±Amplituden und dem
Mittelwert zeigt wiederum keine Abhängigkeit der Amplituden von der Periodendauer.
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Abb. 4.22: Seilkräfte der Plattform für einen Rotationswinkel von 0 ° bei einer regulären Welle mit
Tp=4,95 s (links) und statistische Werte der Seilkräfte in Abhängigkeit der Periodendauer
(rechts)
Wie erwartet zeigen auch die Seilkräfte des vertikalen und geneigten Seils die Periodi-
zität der eingestellten, regulären Welle. Wie für die erfassten x Amplituden zeigen die
Seilkräfte keine Abhängigkeit der Amplituden von der Periodendauer Tp.
Ergebnisse im Frequenzbereich
Analog zu den Messergebnissen der HSVA erfolgte die Anwendung einer FFT auf die
Messergebnisse im Zeitbereich.
0,5 1 1,5 2 2,5 3 3,5
0,2
0,4
0,6
0,8
1
f in Hz
A
n
o
r
m
x
y
z
Abb. 4.23: FFT Ergebnisse des Ausschwingversuchs für die gemessen drei translatorischen Signale
Da für die Versuche in MARIN neben den Messdaten für die Versuche mit Belastung auch
Messwerte für einen Ausschwingversuch vorlagen, ist es möglich die Eigenfrequenzen di-
rekt aus den FFT Signalen dieser Versuchsreihen zu selektieren, ohne die Methodik zur
Bereinigung der Messergebnisse für die Versuche mit Belastung anzuwenden. Nachteil
dieses Vorgehens ist zwar, dass die Abhängigkeit der Eigenfrequenzen von der Belastung
nicht erfasst wird. Gleichwohl ist dieser Zusammenhang sowie die Varianz von ± 5%
bekannt und wird daher nicht nochmal näher untersucht.
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Tab. 4.6: Zusammenfassung der Eigenfrequenzen - MARIN
Eigenform Frequenz in Hz
x- und y-trans. 0,637
z-trans. 2,111
Rollen/Nicken 1,150
Gieren 1,308
Außerdem stellen alle hier dargestellten Diagramme die transformierten Signale der im
vorigen Abschnitt gezeigten Messdaten aus dem Zeitbereich dar. Dabei werden jedoch
nur die Zustandsgrößen berücksichtigt, welche akzeptable Messergebnisse geliefert ha-
ben. Dementsprechend sind die y- und z-Komponente nicht gezeigt. Ausgenommen
davon sind die Ergebnisse für den Ausschwingversuch, da in diesem Fall die Plattform
separat, zum einen in x- und zum anderen in y-Richtung, angeregt wurde. Hierbei liefer-
ten die Bewegungssensoren jeweils entsprechende Zeitverläufe mit akzeptablen Messer-
gebnissen. Ferner zeichneten die Sensoren verwertbare Messdaten für die z-Komponente
auf, da die Kraftanregung groß genug war um auch Bewegungen in diese Richtung her-
vorzurufen.
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Abb. 4.24: Transformierte, normierte Zustandsgrößen
Um die Ergebnisse vergleichbar zu gestalten erfolgte, wie bereits zuvor für die HSVA
Ergebnisse, eine Normierung der Amplituden auf 1.
Das FFT Ergebnis des Ausschwingversuchs ist in Abbildung 4.23 dargestellt. Eine Peakse-
lektierung liefert die Eigenfrequenzen unabhängig von der hydro- oder aeromechanischen
Belastung. Eine Zusammenfassung der Resultate zeigt Tabelle 4.6.
Neben den Ergebnissen für die Aussschwingversuche zeigt Abbildung 4.24 die transfor-
mierten Zustandsgrößen akzeptabler Messwerte aus dem Zeitbereich.
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Analog zu den Ergebnissen aus der HSVA zeigen alle ausgewählten Zustandsgrößen
Peaks im Frequenzbereich (Abbildung 4.24), welche mit Eigenfrequenzen der Plattform
korrespondieren. Eine Detektion der, aus dem Ausschwingversuchen ermittelten, Eigen-
frequenzen ist jedoch nicht für alle selektierten Frequenzen möglich. So können aus den
Messwerten nur die mit der x- und y-trans. und der Gier-Eigenform korrespondierenden
Eigenfrequenzen erfasst werden.
Ferner ist es möglich die Blattschlagfrequenzen 1P =0,267Hz und 3P =0,800Hz aus
den Diagrammen zu detektieren.
4.3 Schalentragwerk mit quadratischer Basis
Das Schalentragwerk mit quadratischer Basis stellt den aktuellen Stand der Entwick-
lung dar. Infolge der geforderten ökonomischen Randbedingungen und der Anforderung
möglichst wenig Knotenverbindungen bei geringer Masse aufzuweisen, ergab sich diese
Konstruktion (Kapitel 2.3.4). Die Plattform weist die notwendige Redundanz bezüglich
der Tragfähigkeit und Gebrauchstauglichkeit auf. Versuche mit einem skalierten Mo-
dell fanden am Entwicklungszentrum für Schiffstechnik und Transportsysteme (DST)
in Duisburg im März 2014 statt. Gegenstand der Versuche war einerseits der Schlepp-
vorgang der Plattform zum Installationsort sowie andererseits der Installationsprozess in
Form des Ballastierens und der schrittweisen Verankerung bis zum Erreichen der Be-
triebstiefe. Hierfür wurden Messungen im Glattwasser, in regelmäßigen Wellen sowie im
unregelmäßigen Seegang durchgeführt. Sowohl die Schleppversuche als auch die Versu-
che zum Installationsprozess sind nicht Bestandteil der folgenden Ausführungen. Nur die
Versuche im Betriebszustand sind dargestellt, um diese mit den bereits durchgeführten
Versuchen am MARIN und der HSVA zu vergleichen.
4.3.1 Versuchsmodell
In Analogie zu den vorangegangen Versuchen galt es die Ähnlichkeitsgesetze nach Frou-
de einzuhalten. An den Ecken der Struktur ist jeweils ein vertikales und zwei diagonale
Abspannelemente befestigt. Im Unterschied zu den HSVA und MARIN Versuchen wurden
in der DST Blattfedern mit der entsprechend skalierten Steifigkeit für die Abspannung
verwendet. Am Versuchsbeckenboden befindet sich eine Befestigung für die Abspann-
elemente. Diese Konstruktion stellt eine Störgröße für die Versuche dar. Ferner erfolgte
die Einstellung der Wassertiefe für den getesteten Betriebszustand auf 865mm, welche
21,6m in der Großausführung entsprechen.
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Abb. 4.25: Versuchsmodell in der DST - Frontansicht
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Das Versuchsmodell im Maßstab 1:25 ist in Abbildung 4.25 dargestellt. Im Unterschied
zu den MARIN Versuchen sind in der DST keine aeromechanischen Lasten simulierbar.
Dementsprechend wurden diese Lasten nicht getestet. Folglich ist auf der Struktur ein
Rohrturm mit einer Ersatzmasse am Turmkopf installiert, welcher näherungsweise die
Massen- und Trägheitseigenschaften der WEA-Struktur abbildet.
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Abb. 4.26: Versuchsmodell in der DST - Grundriss
Ferner erfolgte die Fertigung des Modell als Aluminium-Schweißkonstruktion von der
Firma Edelstahl und Umwelttechnik Stralsund GmbH.
4.3.2 Messtechnik
S-Typ Wägezellen fanden für die Seilkraftmessung Anwendung. Basierend auf den Er-
fahrungswerten bei der Messung der Zustandsgrößen mit optischen System wurde ein
Messsystem, bestehend aus Gyroskop- und Beschleunigungssensoren, der DST zur Mes-
sung der Bewegungen integriert. Diese kombinierten Gyroskop- und Beschleunigungs-
sensoren waren auf dem Schwimmkörper am Bug beziehungsweise am Heck (Abbildung
4.26) im Abstand von 800mm montiert. Ebenso lieferten Ultraschall-Sonden an unter-
schiedlichen Orten Daten für die Wellenerhebung. Eine Zusammenfassung der Messgrö-
ßen und der entsprechenden Messgeräte zeigt Tabelle 4.7.
Tab. 4.7: Zusammenfassung gemessener Größen - DST
Messgröße Messgerät Einheit
Wellenhöhe (hw) Ultraschall-Distanzsonde m
Rotation (φ, ξ) Kombiniertes Gyroskop mit 3-
Achsen Beschleunigungsaufnehmer
Grad
Beschleunigung(x¨, y¨, z¨) Kombiniertes Gyroskop mit 3-
Achsen Beschleunigungsaufnehmer
m
s2
Vertikalseillängskräfte (Fvi mit
i = 1 .. 4)
Kraftmessdosen (S-Typ Wägezel-
len)
N
Diagonalseillängskräfte (Fdi mit
i = 1 .. 8)
Kraftmessdosen (S-Typ Wägezel-
len)
N
82 4 Messungen
4.3.3 Versuchsdurchführung und -ziele
Die Installation des Modells erfolgte, ähnlich wie bei der HSVA, zwischen den Bühnen
des Schleppwagens. Bei den Versuchen im Betriebszustand mit einer Dauer von ca. 300 s
wurde das Modell am Tankboden mithilfe eines fixierten Rahmen verspannt.
Tab. 4.8: Zusammenfassung der Kennwerte für die Belastung der Struktur - DST
Seegang Hs in m Tp in s γ
I 1,00 5,90 3,3
Ariy-Welle hw in m Tp in s -
II 0,765 4,50 -
III 1,175 5,30 -
IV 1,905 6,50 -
Der Fokus der Versuche lag auf den Schleppversuchen, um den Transportzustand im
Maßstab abzubilden, und auf den Versuchen zum Installationsvorgang. Infolge der be-
grenzten Messzeit und den vorangegangen gewonnen Erkenntnissen erfolgten nur vier
Versuche im Betriebszustand, um einen Vergleich mit den anderen Plattformstrukturen
zu ermöglichen. Entsprechend fand in der DST keine Rotation der Struktur statt. Im
Vergleich zu den HSVA und MARIN Versuchen, wurde nur eine um 45 ° gedrehte Platt-
form untersucht (Abbildung 4.26). Als Grundlage für den Vergleich fanden bei der DST
neben der Belastung durch drei regulären Wellen auch eine Belastung durch Seegang
statt. Eine Zusammenfassung der untersuchten hydromechanischen Lasten bietet Tabel-
le 4.8.
Im Unterschied zu den regulären Wellen bei MARIN, weisen die regulären DST Wellen
sowohl eine Variation der Wellenhöhe als auch der Periodendauer auf. Grund dafür ist,
dass die untersuchten Wellen Seegänge abstrahieren sollten, die bei unterschiedlichen
Wetterbedingung auftreten. Um jedoch eine bessere Vergleichbarkeit der Versuchen mit
Berechnungsergebnissen zu gewährleisten, erfolgte nicht die Messung mit Seegängen
sondern mit den dargestellten Airy-Wellen. Für die Versuche bei MARIN war diese
Variation nicht nötig, da hier mehr Messzeit zur Verfügung stand und damit sowohl
Seegangsmessungen als auch Versuche mit regulären Wellen durchführbar waren.
4.3.4 Messergebnisse
Analog zu den vorangegangen Versuchsauswertungen findet im Folgenden eine Auswer-
tung der Messdaten für den Zeitbereich zwischen 80 s und 100 s für den Betriebszustand
statt. Dazu erfolgt die Darstellung der Beschleunigungswerte im Zeit- und Frequenz-
bereich. Die Rotationen sind nicht dargestellt, da sich, wie bereits für die vorherigen
Messungen, keine brauchbaren Daten für die Plattform im Betriebszustand ermitteln
ließen.
Während der Versuche stellte sich heraus, dass die verwendeten Kraftmessdosen Defekte
aufwiesen. Dementsprechend war es nicht möglich vertrauenswürdige Messergebnisse zu
erfassen, weshalb die Seilkräfte in dieser Abhandlung nicht dargestellt sind.
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Ergebnisse im Zeitbereich
Die dargestellten Messergebnisse (Abbildung 4.27 und 4.28) zeigen exemplarisch die
Beschleunigungen für eine reguläre Welle mit einer Periodendauer von 4,5 s und einer
Wellenhöhe von 0,765m.
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Abb. 4.27: x- und y-Beschleunigung der Plattform bei einer regulären Welle mit Tp=4,50 s (links) und
statistische Werte der x- und y-Beschleunigung in Abhängigkeit der Periodendauer (rechts)
Abbildung 4.27 (links) zeigt die x- und y-Beschleunigung der Plattform. Ein periodischer
Verlauf der Messsignale als Antwort auf die periodischen Anregung, wie es für die MA-
RIN Ergebnisse bei Belastung mit regulären Wellen messbar war, ist nicht erkennbar. Das
ist auf die zu kleine Abtastrate zurückzuführen. Die Zusammenfassung der statistischen
Werte (Abbildung 4.27 rechts) zeigt wie erwartet einen Anstieg der ±Amplituden für
steigende hydromechanische Lasten.
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Abb. 4.28: z-Beschleunigung der Plattform bei einer regulären Welle mit Tp=4,50 s (links) und stati-
stische Werte der z-Beschleunigung in Abhängigkeit der Periodendauer (rechts)
Abbildung 4.28 (links) zeigt die z-Beschleunigung. Analog zu der x- und y-
Beschleunigung ist keine periodische Antwort auf die Anregung der Plattform mit einer
regulären Welle erkennbar. Vielmehr zeigt die Auswertung der statistischen Größen (Ab-
bildung 4.28 rechts) keine Abhängigkeit der ±Amplituden von der Belastung. Dieses
Verhalten deckt sich mit den Erfahrungen der vorangegangen Messungen und ist auf die
Abspannsteifigkeit zurückzuführen.
Ergebnisse im Frequenzbereich
In Analogie zu den vorangegangen Versuchsergebnissen und um eine weitere Vergleichs-
möglichkeit zu haben erfolgte die Anwendung einer FFT. Eine Transformation erfolgte für
die Messdaten aus den Versuchen mit dem Seegangsspektrum. In den Abbildungen 4.29
und 4.30 sind die transformierten Zeitsignale der Beschleunigungen im Frequenzbereich
(X¨, Y¨ , Z¨) dargestellt. Ebenso ist die gemessenen Wellenhöhe hw im Frequenzbereich
(Hw) und das analytisch ermittelte Wellenspektrum Sf in den Diagrammen gezeigt.
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Abb. 4.29: x- und y-Beschleunigung im Frequenzbereich im Seegang
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Abb. 4.30: z-Beschleunigung und gemessene Wellenhöhe im Frequenzbereich im Seegang
Für die Vergleichbarkeit erfolgte die Normierung der Ergebnisse auf den jeweiligen Ma-
ximalwert im Frequenzbereich. Wie bereits für die HSVA und MARIN Ergebnisse gilt es
die Eigenfrequenzen aus den Messung zu bestimmen. Analog zu den HSVA Ergebnissen
erfolgt die Ermittlung aus den, vom Seegangsspektrum bereinigten, Frequenzsignalen der
Zustandsgrößen. Danach wurden die so bereinigten Bewegungssignale im Frequenzbe-
reich auf 1 skaliert. Durch dieses Vorgehen treten die Eigenfrequenzen deutlicher hervor,
was eine bessere Selektion der Frequenzen ermöglicht. Abbildung 4.31 zeigt die berei-
nigten transformierten Zustandsgrößen ( ¨ˆXnorm, ¨ˆYnorm, ¨ˆZnorm). Wie erwartet treten die
nicht welleninduzierten Frequenzen deutlicher hervor. Abschließend sind die selektierten
Eigenfrequenzen in Tabelle 6.2 zusammengefasst. Es war nicht möglich die Frequenzen
mit der Eigenform z-trans. und Gieren zu selektieren.
Tab. 4.9: Zusammenfassung der Eigenfrequenzen - DST
Eigenform Frequenz in Hz
x-trans. 0,308
y-trans. 0,298
z-trans. -
Rollen 0,608
Nicken 0,667
Gieren -
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Abb. 4.31: Bereinigte transformierte Zustandsgrößen
4.4 Vergleich der drei Strukturen
Der Vergleich der drei Strukturen soll zum einen Anhand der gemessenen maximalen
Zustandsgrößen und zum anderen mithilfe der gemessen Eigenfrequenzen erfolgen.
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Abb. 4.32: Vergleich der normierten maximalen Beschleunigungen exemplarisch für einen Rotationswin-
kel von 45 °
Da in der DST die Wellen nur auf die um 45 ° gedrehte Struktur beaufschlagt wurden,
folgt der Vergleich für diese Richtung der hydromechanischen Last. Ein Vergleich der
Zustandsgrößen für unterschiedliche Seegänge und Periodendauern ist nicht zweckmä-
ßig, weshalb die folgenden Ergebnisse normiert dargestellt sind. Normierungsgrößen sind
die signifikante Wellenhöhe Hs und die Periodendauer Tp der Seegänge sowie die Was-
sertiefe.
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Unabhängig der Versuchsstätte, respektive dem Versuchsmodell, zeigten die translato-
rischen Beschleunigungen immer akzeptable Messergebnisse. Daher folgt der Vergleich
nur für die Maxima dieser Zustandsgrößen.
Abbildung 4.32 zeigt, dass die normierten Beschleunigungen der HSVA und von MARIN
in der gleichen Größenordnung liegen. Die Ergebnisse der DST zeigen Werte, welche
circa um den Faktor 100 größer sind als die der vorangegangen Versuche. Eine Begrün-
dung dafür liefert der Vergleich der Geometrien der unterschiedlichen Strukturen. Wie
Tabelle 2.2 zeigt, ist die Plattform bei jedem weiteren Entwicklungsschritt schmaler ge-
worden. Dementsprechend hat sich auch die Masse deutlich verringert. Keine Änderung
hat die Längssteifigkeit der Abspannelemente erfahren, da immer die gleichen Seile mit
der jeweils resultierenden Seillängssteifigkeit zur Anwendung kamen, wodurch die Abso-
lutsteifigkeit der HSVA Versuche nur marginal, begründet mit der anderen Wassertiefe,
von denen der MARIN und DST Versuche abweicht. Durch die Art der Normierung wird
außerdem ein Einfluss der Belastung auf die Ergebnisse minimiert. Daraus folgt, dass
unter Annahme der Gültigkeit von DGL 3.8 bei kleineren Massen die Beschleunigungen
zunehmen müssen um das Gleichungssystem zu erfüllen. Die Gültigkeit dieser Gleichung
wird ferner durch den Vergleich der HSVA mit den MARIN Ergebnissen bestätigt.
Bei genauer Betrachtung der Ergebnisse fällt außerdem auf, dass für die Schalenstruktur
mit quadratischer Basis die z-Beschleunigung größer als die anderen beiden Beschleuni-
gungskomponenten ist. Dieser Unterschied ist sehr wahrscheinlich auf die gewählte Ab-
spannung mithilfe von Blattfedern zurückzuführen. Im Unterschied zu den in der HSVA
und bei MARIN genutzten Polyethylenseilen mit großer Linearität der Steifigkeit, ist die
absolute Seilsteifigkeit der Abspannelemente zwar gleich, die materielle Dämpfung der
Seile jedoch nicht. Es ist anzunehmen, dass die Polyethylenseile eine Dämpfung aufwei-
sen, welche sich besonders auf die Beschleunigung der Plattform in z-Richtung auswirkt.
Folglich ist anzunehmen, dass auch die Ergebnisse der x- und y-Beschleunigung der DST
verhältnismäßig größere Werte aufweisen. Eine Abschätzung des Einflusses der Seildämp-
fung auf die Messdaten ist aus den Ergebnissen nicht möglich. Dementsprechend sei an
dieser Stelle auf diese Einflussgröße qualitativ hingewiesen, auf eine quantitative Aussage
wird jedoch verzichtet.
Neben dem Vergleich der Zustandsgrößen zeigt Tabelle 4.10 die Gegenüberstellung der
gemessen Eigenfrequenzen.
Tab. 4.10: Gegenüberstellung der Eigenfrequenzen
HSVA MARIN DST
Eigenform Frequenz in Hz
x-trans. 0,270 0,637 0,308
y-trans. 0,254 0,637 0,298
z-trans. - 2,111 -
Rollen 0,425 1,150 0,608
Nicken 0,387 1,150 0,667
Gieren 0,490 1,308 -
Der Zusammenfassung ist zu entnehmen, dass das MARIN Modell die größeren Eigen-
frequenzen aufweist. Ferner zeigt das HSVA Modell die kleinsten Frequenzen. Dieser
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Sachverhalt ist auf die deutlich größere Masse des Raumtragwerks mit vier Auslegern
und die kleinste Absolutsteifigkeit der Abspannelemente infolge der längeren Seile zu-
rückzuführen. Die Absolutsteifigkeit der Verankerungselemente des Raumtragwerks mit
quadratischer Basis und dem Schalentragwerk ist gleich, da die Verankerungstiefe gleich
ist. Entsprechend wären infolge der kleineren Masse des Schalentragwerks größere Ei-
genfrequenzen zu erwarten. Das ist nicht der Fall, weil sich die Biegesteifigkeit des WEA
Rohrturms der Strukturen unterscheiden. Infolge der modalen Kopplung der Turmbiege-
eigenformen mit den Eigenformen der TLP für die Modelle mit Rohrturm ergeben sich
für das Raumtragwerk mit quadratischer Basis höhere Eigenfrequenzen. Grund für die
unterschiedliche Biegesteifigkeit sind die, während der Entwicklung der TLP vom WEA
Hersteller gelieferten Daten, des Rohrturms. Die Biegesteifigkeit des Turms, welcher in
der DST Verwendung fand, entspricht den Angaben der geplanten Pilotanlagen. Aus
akademischer Sicht wäre es sinnvoller gewesen Türme mit gleicher Biegesteifigkeit zu
verwenden. Dies war jedoch nicht möglich, da aus Sicht des Industriepartners möglichst
immer der aktuelle Entwicklungsstand in den Versuchen abgebildet werden sollte.
Für das HSVA Modell bestand keine modale Kopplung der Turmbiegeeigenformen mit
den Eigenformen der TLP, da die Biegesteifigkeit des gewählten Stabwerkturms so groß
war, dass die gesamte Struktur als einen Starrkörper darstellte.
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5 Berechnungen
Im folgenden Kapitel soll die Beschreibung der Methodik zur Berechnung der in Kapitel
2.3.4 vorgestellten schwimmenden Gründungen für Offshore-Windkraftanalgen erfolgen.
Ferner werden Parameterstudien vorgestellt, welche die Abhängigkeit der Eigenfrequen-
zen von der Abspannkonfiguration und der Art der Seilvorspannung darstellen. Berech-
nungen mit dem HSVA Modell im Vergleich zu den Messergebnissen dienen schließlich
der Kalibrierung des Berechnungsmodells.
5.1 Modelldefinition
Grundsätzlich stellt das Modell eine abstrahierte Abbildung der realen Plattform dar. In-
folge getroffener Annahmen und Vereinfachungen für die Berechnungen sind Abweichun-
gen vom realen Systemverhalten immer gegeben. Eine Bewertung über die Zulässigkeit
der Vereinfachungen und Annahmen ergibt der Vergleich der Berechnungsergebnisse mit
Messergebnissen. Ein derartiger Vergleich bietet außerdem die Möglichkeit der Kalibrie-
rung, um Werte für getroffenen Annahmen zu bestätigen oder neu zu definieren. Ferner
gilt es die Annahmen und Vereinfachungen zu dokumentieren, um die Berechnungser-
gebnisse richtig zu interpretieren.
Im Rahmen der Modellvorbereitung erfolgt die Unterteilung der zu berechnenden Struk-
tur in eine beliebig große Anzahl von Elementen. Das Aufteilen des Gebiets in eine
bestimmte Anzahl Elemente finiter Größe, die sich mit einer endlichen Zahl von Para-
metern beschreiben lassen, unterliegt bestimmten Bedingungen, welche zur Lösung des
Gleichungssystems (Gln. 3.8) Beachtung finden müssen.
5.1.1 Allgemeines
Für alle Berechnungsmodelle gilt die gleiche Definition des ortsfesten Bezugskoordina-
tensystem, wie es in Kapitel 4 für die Messungen eingeführt wurde. Dementsprechend
liegt das Zentrum des Bezugskoordinatensystems auf Höhe des Ruhewasserspiegels. Die
z-Achse ist kollinear zur Hochachse des Turmes und die x-Achse ist kollinear zur Wellen-
einfallsrichtung. Per Definition ist das Bezugskoordinatensystem ein kartesisches Rechts-
Koordinatensystem. Dementsprechend ergibt sich die Ausrichtung der y-Achse senkrecht
zur Welleneinfallsrichtung.
Alle Knotenpunkte des diskreten Modells besitzen ein eigenes Knotenkoordinatensystem,
welches in der Ausrichtung seiner Achsen dem ortsfesten Bezugskoordinatensystem, ent-
spricht. Alle Modelle werden mit 1D Elemente, sogenannten Balken- oder Linienele-
menten diskretisiert. Jedes Element hat sein eigenes Elementkoordinatensystem. Per
Definition in ANSYS ist die x-Achse dieses lokalen Koordinatensystems in Längsrich-
tung des 1D-Elements ausgerichtet. Folglich ergeben sich Berechnungsergebnisse für die
Elemente und Konten im jeweiligen Koordinatensystem relativ zum definierten ortsfesten
Bezugskoordinatensystem.
Es folgt die Beschreibung der unterschiedlichen Elemente, welche zur Modelldefinition
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Verwendung fanden.
Abbildung 5.1 zeigt das sogenannte PIPE288 Element. Das Element eignet sich zur
Diskretisierung von schlanken Rohrstrukturen und die Berechnungsansätze basieren auf
der Balkentheorie. Ferner haben die Knoten I und J des Elements sechs Freiheitsgrade.
Die x-Achse des lokalen Elementkoordinatensystem ist entlang der Elementachse vom
Knoten I zum Knoten J ausgerichtet.
6
-
+ xy
zI
J
Abb. 5.1: PIPE288 Element; Bildquelle: [ANSYS V14.5 user manuel ]
Eine Besonderheit des PIPE288 Elements ist, dass hydromeachanische Lasten auf die
Knoten des Elements mit der Morison Gleichung definierbar sind. Dementsprechend gilt
es die in Kapitel 3 eingeführten Koeffizienten Cm und Cd in Abhängigkeit der Re-Zahl
vorzugeben. Bei der Berechnung mit ANSYS Classic ist darauf zu achten, dass die
Definition des Trägheitsbeiwerts Cm für die Morison Gleichung nicht gleichzeitig die
Definition von Ca beinhaltet. Es muss daher der hydrodynamische Massenbeiwert Ca
für die Massenmatrix separat erfolgen. Weitere Eingabewerte für das Element sind die
geometrischen Querschnittskennwerte und der E-Modul.
Im Unterschied zum PIPE288 Element stellt das BEAM188 Element ein klassisches
Balkenelement, ohne die Möglichkeit hydromeachanische Lasten auf die Knoten aufzu-
tragen, dar. Ansonsten gibt es zum PIPE288 keine Unterschiede.
Das MASS21 Element ist ein Punktmassenelement mit sechs Freiheitsgraden. Entspre-
chend erlaubt das Element die Definition der Masse und der Massenträgheitsmomente.
Das Element selbst ist durch seine Postion relativ zum ortsfesten Bezugskoordinaten-
system bestimmt. Ferner ist die Ausrichtung des Elementkoordinatensystem dem des
Bezugskoordinatensystem gleich. Dies gilt es bei der Definition der Massenträgheitsmo-
mente zu berücksichtigen.
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Abb. 5.2: LINK180 Element; Bildquelle: [ANSYS V14.5 user manuel ]
Das LINK180 (Abbildung 5.2) ist ein Element zur Diskretisierung von zum Beispiel
Kabeln, Federn und Seilen. Es ist ein uniaxiales Zug-Druck-Element mit drei translato-
rischen Freiheitsgraden an den Knotenpunkten. Ferner ist es möglich dem Element die
Einstellung zuzuweisen nur Zugbeanspruchung und keine Druckbeanspruchungen aufzu-
nehmen. Als Eingabewerte werden dem Element der E-Modul und der Seilquerschnitt
zugewiesen, woraus sich die Längssteifigkeit ergibt.
Das COMBIN14 (Abbildung 5.3) ist ein longitudinales Feder-Dämpfer Elementen mit
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bis zu drei translatorischen Freiheitsgraden für jeden Knoten. Wie das LINK180 Element
hat das COMBIN14 keine Masse. Es ist möglich das Element jeweils als Feder oder als
Dämpfer und als Kombination beider zu definieren. Dabei ist cf die absolute Federstei-
figkeit und cb die Dämpfungskonstante.
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Abb. 5.3: COMBIN14 Element; Bildquelle: [ANSYS V14.5 user manuel ]
Alle beschrieben Elemente finden Verwendung bei der Diskretisierung des Berechnungs-
modells. Entsprechend der Elementeigenschaften und der zu definierenden Eingabewerte
ergeben sich die Komponenten der Massen-, Dämpfungs- und Steifigkeitsmatrix (Kapitel
3).
5.1.2 Die unterschiedlichen Modelle
Grundsätzlich sind alle Modelle und die folgenden Berechnungen ohne Dämpfung er-
folgt. Erst der Vergleich der Messergebnisse mit den Berechnungsergebnissen (Kapitel
6) liefert zum Beispiel die Dämpfungskoeffizienten für das Raumtragwerksmodell mit
vier Auslegern. Ferner zeigt Abbildung 5.4 die Berechnungsmodelle wie sie gemäß der
konstruktiven Vorgaben aus Kapitel 2.3.4 diskretisiert wurden.
Abb. 5.4: Drei unterschiedliche Berechnungsmodelle für ANSYS/APDL
Mit dem PIPE288 Element erfolgte die Diskretisierung der Plattformen. Eine Zusam-
menfassung der gewählten Koeffizienten für die Elemente des Stabtragwerks mit vier
Auslegern ist in Tabelle 5.1 entsprechend der Abbildungen 3.5 und 3.6 dargestellt. Es
galt die Abhängigkeit der hydrodynamischen Massenbeiwerte von der KC- und Re-Zahl
zu berücksichtigen. Dementsprechend sind in Tabelle 5.1 auch die zwei gewählten Rohr-
querschnitte des Modells erfasst. Ebenso ist die Anwendbarkeit der Morison Gleichung
gemäß [Sawaragi 1995] zu prüfen.
Tabelle 5.1 ist zu entnehmen, dass die Anwendung der Morison Gleichung für schlanke
Zylinder prinzipiell möglich ist. Außer für den Zylinder, respektive den Auftriebskörper,
mit einem Durchmesser von 8,5m beim Seegang I ist dλ < 0, 2 immer erfüllt. Dieser Sach-
verhalt wird nachfolgend vernachlässigt, damit für alle Belastungszustände das gleiche
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Tab. 5.1: Zusammenfassung der gewählten Koeffizienten für das Stabtragwerk mit vier Auslegern
d in m Seegang λ in m dλ Re KC Ca Cd
0,87
I 31,617 0,028 4,42E+06 39,952 0,800 0,650
II 54,349 0,016 5,88E+06 69,692 0,800 0,650
III 74,334 0,012 6,95E+06 96,274 0,800 0,650
IV 99,924 0,009 8,05E+06 129,299 0,800 0,650
V 149,948 0,006 9,67E+06 190,409 0,800 0,650
8,50
I 31,617 0,269 4,32E+07 4,089 0,800 N/A
II 54,349 0,156 5,75E+07 7,133 0,800 N/A
III 74,334 0,114 6,79E+07 9,854 0,800 N/A
IV 99,924 0,085 7,86E+07 13,234 0,800 N/A
V 149,948 0,057 9,45E+07 19,489 0,800 0,650
Berechnungsmodell Verwendung finden kann.
Tab. 5.2: Zusammenfassung der gewählten Koeffizienten für das Stabtragwerk mit quadratischer Basis
d in m Seegang/Welle λ in m dλ Re KC Ca Cd
1,0
I 31,617 0,025 6,15E+06 47,359 0,800 0,650
II 57,526 0,017 7,84E+06 72,355 0,800 0,650
III 119,538 0,008 1,02E+07 136,188 0,800 0,650
IV 32,894 0,030 5,75E+06 40,119 0,800 0,650
V 38,102 0,026 6,04E+06 45,327 0,800 0,650
VI 44,856 0,022 6,39E+06 52,081 0,800 0,650
VII 53,615 0,019 6,83E+06 60,840 0,800 0,650
7,9
I 31,617 0,197 4,85E+07 5,995 0,800 N/A
II 57,526 0,137 6,20E+07 9,159 0,800 N/A
III 119,538 0,066 8,09E+07 17,239 0,800 N/A
IV 32,894 0,240 4,54E+07 5,078 0,800 N/A
V 38,102 0,207 4,77E+07 5,738 0,800 N/A
VI 44,856 0,176 5,05E+07 6,593 0,800 N/A
VII 53,615 0,147 5,40E+07 7,701 0,800 N/A
Analog zur Modell- und Koeffizienten-Definition für das Stabtragwerk mit vier Ausle-
gern, ergeben sich für das Stabtragwerkmodell mit quadratischer Basis die jeweiligen
Parameter (Tabelle 5.2). Auch für dieses Modell ist die Bedingung dλ < 0, 2 für zwei
Belastungen nicht erfüllt, doch erfolgt an dieser Stelle ebenso eine Vernachlässigung
dieses Sachverhalts, um mit dem diskretisierten Balkenmodell zu rechnen.
Für das Schalentragwerkmodell mit quadratischer Basis sind die Koeffizienten in Tabelle
5.3 zusammengefasst. Ebenso zeigt das Verhältnis dλ , dass bis auf eine Ausnahme die
Morison Gleichung zur Annahme hydromechanischer Lasten Verwendung finden kann.
Erneut wird dieser Umstand vernachlässigt. Grundsätzlich zeigt sich, für alle drei unter-
schiedlichen Plattfromgeometrien, dass mit Ca = 0, 800 (Cm = 1, 800) und Cb = 0, 650
zu rechnen ist.
Für die Modellierung des Abspannsystems aus Seilen kamen LINK180 Elemente zur
Anwendung. Entsprechend des ausgewählten Seils ergaben sich die notwendigen Einga-
beparameter für die Seildefinition. Das gewählte Seil ist ein Spiral-Strang-Seil der Firma
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Tab. 5.3: Zusammenfassung der gewählten Koeffizienten für das Schalentragwerk mit quadratischer
Basis
d in m Seegang/Welle λ in m dλ Re KC Ca Cd
2,8
I 54,349 0,052 1,79E+07 20,532 0,800 0,650
II 31,617 0,089 1,39E+07 12,150 0,800 N/A
III 43,857 0,064 1,65E+07 16,982 0,800 N/A
IV 65,965 0,042 2,04E+07 25,696 0,800 0,650
7,0
I 54,349 0,129 4,85E+07 8,213 0,800 N/A
II 31,617 0,221 6,20E+07 4,860 0,800 N/A
III 43,857 0,160 8,09E+07 6,793 0,800 N/A
IV 65,965 0,106 4,54E+07 10,279 0,800 N/A
Bridon mit einem Durchmesser von 90mm und einer Längssteifigkeit von EA=766MN.
Das Seil zeichnet sich durch eine große Linearität aus. Nur für kleine Belastungen zeigt es
einen nicht-konstanten Seil E-Modul. Da alle Modelle infolge des Auftriebsüberschusses
immer eine recht große Seilzuglast aufweisen, wurden die Seile idealisiert mit konstanter
Längssteifigkeit angenommen. Bevor die Berechnungen starten erfolgen die Berechnung
der Gleichgewichtslage. Für diese Gleichgewichtslage wird definiert, dass die vertikalen
als auch diagonalen Seile die gleiche Seilzuglast aufwiesen. Dementsprechend erfahren
die diagonalen Seile planmäßig eine größere Anfangsdehnung als die vertikalen Seile,
welche wiederum vor Beginn jeder Rechnung zu definieren ist.
Zur Abbildung des WEA-Rotors inklusive Gondel kam das MASS21 Element zur Anwen-
dung. Sowohl die Masse als auch die Massenträgheiten entsprechend der SWT2.3-93
WEA von Siemens. Ferner wurden MASS21 Elemente zur Berücksichtigung etwaiger
Zusatzmassen, wie Aussteifungen in den Auftriebskörpern definiert. Die Modellierung
des WEA-Turms erfolgt mit BEAM188 Elementen. Dabei wurde, mit Ausnahme des
Stabtragwerkmodells mit kreuzförmiger Basis, die Biegesteifigkeit des in der Realität
konisch zulaufenden Turms mit Segmenten unterschiedlicher Wandstärke angenähert.
Schließlich kommen COMBIN14 Elemente im Rahmen des Vergleich zwischen Mess- und
Berechnungsergebnissen zum Einsatz (Kapitel 6). Mithilfe dieser Elemente erfolgte die
Ermittlung der Absolutdämpfung durch den iterativen Vergleich der Ergebnisse.
5.2 Parameterstudien zum dynamischen Verhalten in
Abhängigkeit der Abspannung
Die folgenden Parameterstudien mithilfe der Eigenfrequenzanalyse sollen das dynami-
sche Verhalten der TLP mit vertikalen und geneigten Abspannseilen näher untersuchen.
Für diese Untersuchungen waren Annahmen bezüglich der Seilkennwerte und der Seil-
vorspannung infolge Belastung notwendig.
5.2.1 Annahmen
Seilkennwerte
Für die Parameterstudien wurde ein repräsentatives Seil im Zugversuch untersucht. Die-
ses Seil zeigt den in Abbildung 5.5 dargestellten Zusammenhang zwischen Zugspannung
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und Seildehnung. Zu erkennen ist der nicht-lineare Zusammenhang für kleine Dehnun-
gen. Ab einer bestimmten Dehnung ( ≈ 3,5 10−2) lässt sich ein linearer Zusammenhang
zwischen der Zugspannung und der Dehnung feststellen. Dementsprechend ergibt sich
ab dieser Dehnung ein konstanter Seil E-Modul.
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Abb. 5.5: Exemplarisches Spannungs-Dehnungs-Diagramm eines Seils für die folgende Parameterstudien
Grundsätzlich ist das Verhalten der verwendeten Seile für die entwickelte Plattform dem
präsentierten Verhalten gleichwertig. Aus Gründen der Geheimhaltung der Firma Bridon
muss an dieser Stelle auf den exakten Spannungs-Dehnungs-Verlauf des gewählten Seils
verzichtet werden. Aus den exemplarischen Messdaten ergab sich der Sekantenseilelasti-
zitätsmodul zu:
ESeil(Fs) =

5MPa für Fs < 5N
17, 347 MPaN · Fs − 36, 735MPa für 5N ≤ Fs ≤ 250N
4300MPa für Fs > 250N.
(5.1)
Die Abhängigkeit des Seil E-Moduls von der Seilzugkraft zeigt Abbildung 5.6. Das dar-
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Abb. 5.6: Exemplarisches Seil E-Modul in Abhängigkeit der Seilzugkraft eines Seils für die folgende
Parameterstudien
gestellte Seilverhalten in Abhängigkeit der Seilzuglast fand bei der Parameterstudie in-
sofern Berücksichtigung, als dass die für die Studie verwendeten Seile beziehungsweise
die Definition des Seil E-Moduls gemäß Gln. 5.1 in die Simulation eingebunden wurden.
Ersatzbelastung für die Eigenfrequenzanalyse
Spätestens seit den Studien von [Bir und Jonkman 2007] zum Thema aeroelastischer
Instabilität für WEA mit großem Rotordurchmesser ist in der Windindustrie bekannt,
dass sich Verformungen infolge von Belastungen auf die Eigenfrequenzen und somit auf
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das dynamische Verhalten von Strukturen auswirken. Ein ähnliches Verhalten wird für
die entwickelte Plattform infolge der Seildehnung und der resultierenden Gesamtverfor-
mung der Struktur erwartet. Aus diesem Grund erfolgt die Definition äquivalenter hydro-
und areomechansicher Belastungen, um die Abhängigkeit der Dynamik von dem Bela-
stungszustand, respektive der Verformung, zu untersuchen.
In Abhängigkeit der Windgeschwindigkeit ergibt sich für die Eigenfrequenzanalyse eine
konstante Kraft- und Momentenannahme an der Gondel (Abbildung 5.7). Die eigentliche
Eigenwertanalyse erfolgt an der, infolge der Belastung wirkenden, verformten Struktur.
Ebenso fand die Annahme eines linearen Zusammenhang zwischen der hydrodynamische
Last und der Windgeschwindigkeit bei der Berechnung Berücksichtigung. Folglich ergibt
sich durch die größeren Belastungen für größere Windgeschwindigkeiten eine größere
Verformung der gesamten Plattform.
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Abb. 5.7: mittlere Windersatzlast auf die Gondel einer 2,5 MW WEA
5.2.2 Eigenfrequenzstudie bei Variation der Abspannkonfiguration
Eine Studie zu den Eigenfrequenzen ohne Variation der Lasten (Kapitel 5.2.1) soll Auf-
schluss bezüglich des dynamischen Verhaltens in Abhängigkeit des Abspannsystems lie-
fern. Eine Änderung der Diagonalseilabspannwinkel α und θ bei gleicher Wassertiefe und
Position der abgespannten Struktur, welche idealisiert als MASS21 Element definiert ist,
soll Erkenntnisse zum Frequenzgang liefern (Abbildung 5.8).
α
θ
Abb. 5.8: Modellsystem mit Abspannung
Auf das Element wirken Gewichts- und Auftriebskraft. Mit der Annahme, dass ca=2,0
ist, stehen die Seile unter ständiger Zuglast. Schematisch ist das Modellsystem in Ab-
bildung 5.8 dargestellt.
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Die Eigenwertanalyse erfolgte am vorgespannten System mit ANSYS Classic. Bevor die
Analyse startet wird die Gleichgewichtslage berechnet. In der Gleichgewichtslage wiesen
die vertikalen sowie diagonalen Seile die gleiche Seilzuglast auf. Dementsprechend er-
fahren die diagonalen Seile planmäßig eine größere Anfangsdehnung als die vertikalen
Seile. Aus den resultierenden Seilkräften zur Findung des Gleichgewichtszustands der
Struktur, ergeben sich die Seil E-Module. Gemäß der Annahme zum Seil E-Modul (Gln.
5.1) erfolgte eine Iteration zwischen der Seilreaktionskraft und dem E-Modul mit dem
Abbruchkriterium von 5 % Abweichung für das E-Modul Inkrement. Dementsprechend
liefert die folgende Modalanalyse Ergebnisse für ein vorgespanntes Seilsystem ohne zu-
sätzliche Verformung des Systems infolge hydro- oder aeromechanischer Lasten.
Sechs Eigenfrequenzen, drei translatorische und drei rotatorische Frequenzen, sollen be-
trachtet werden. Per Definition stellte das System mit dem MASS21 Element einen
Starrkörper dar und erzeugt damit idealisierte Ergebnisse zum dynamischen Verhalten
einer Offshore Struktur, welche mit vertikalen und geneigten Seilen verspannt ist. Die
Variation der Abspannwinkel des geneigten Seils in zwei Ebenen ermöglichen die Studie
der Eigenfrequenzen in Abhängigkeit der Abspannwinkel θ und α. Für folgende Winkel
und deren Kombination
• α : 30,00 °; 37,50 °; 45,00 °; 52,50 °; 60,00 °
• θ : 45,00 °; 67,50 °; 90,00 °; 112,50 °; 135,00 °; 157,50 °; 180,00 °
wurden Lösungen ermittelt. Da es sich bei der Studie um eine qualitative Untersuchung
zum Systemverhalten handelt, erfolgte bei der Auswertung die Normierung der Frequen-
zen auf den jeweiligen Maximalwert der Eigenfrequenz im untersuchten Winkelbereich.
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Abb. 5.9: Resultierende Seilsteifigkeit in Abhängigkeit der Abspannwinkel α und θ mit deren Kompo-
nenten
Ferner werden zur Auswertung der Ergebnisse Komponenten der Seilsteifigkeit (Gln.
3.42) eingeführt. Entsprechend der Abspannwinkelvariation und relativ zu dem ortsfe-
sten Bezugskoordinatensystem ergeben sich bei Variation von α horizontale ch sowie
vertikale cv Seilsteifigkeiten. Bei Änderung von θ folgen die Seilsteifigkeitskomponenten
zu clongitudinal, der Ankatheten-Steifigkeit und clateral, der Gegenkatheten-Steifigkeit
(Abbildung 5.9).
Die Ergebnisse der berechneten translatorischen Eigenfrequenzen sind für die Variation
der Abspannwinkel in Abbildung 5.10 dargestellt. Die Bezeichnungen der Eigenfrequen-
zen ergeben sich durch Zuordnung der Eigenfrequenz zur Eigenform. Zeigt die Eigenform
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zum Beispiel eine Schwingung in Richtung der x-Achse wurde die Eigenfrequenz als x-
trans. bezeichnet. Die Frequenz mit der die Struktur um um die x-Achse schwingt, wurde
als Rollen definiert. Analog zu dieser Nomenklatur ergeben sich die Bezeichnungen der
anderen Frequenzen. Beim Vergleich der Frequenzabhängigkeiten, mit den Verläufen der
Steifigkeitsanteile in Abhängigkeit von α und θ (Abbildung 5.9), werden die dominieren-
den Effekte deutlich. Infolge der Symmetrie des Abspannsystems in Bezug auf die x-z
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Abb. 5.10: Eigenfrequenz translatorisch in x-, y- und z-Richtung
und y-z Ebene, zeigen sowohl die Frequenzen x-trans. und y-trans. als auch die Roll-
und Nickfrequenz die gleichen Verläufe.
Die x-trans. und y-trans. Frequenzen steigen bis α=45 ° an und fallen anschließend für
größere Winkel wieder ab. Entsprechend der in Abbildung 5.9 dargestellten Steifigkeits-
komponenten der Abspannseile ergibt sich für die x-trans. und y-trans. Eigenfrequenz
eine Dominanz der horizontalen Komponente ch. Der Verlauf in Abhängigkeit des Win-
kels θ zeigt ein Maximum bei θ=90 °. Dieses Verhalten korreliert mit der Steifigkeits-
komponente clateral.
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Abb. 5.11: Eigenfrequenz rotatorisch um die x-, y- und z-Achse
Für die Abhängigkeit von α zeigt die Gierfrequenz ein ähnliches Verhalten wie die x-trans.
und y-trans. Frequenzen. Auch hier dominiert die ch Komponente mit einem Maximum
bei θ=45 °. Doch markant ist die Abhängigkeit der Frequenz vom Winkel θ. Zwar wird
der Verlauf von clateral dominiert, zeigt aber einen rapiden Abfall für θ>90 °. Dieser
Verlauf ist mit der schlagartig sinkenden Rotationssteifigkeit zu begründen, was mit dem
Herausdrehen der Seile aus dem optimalen Wirkungsbereich gegen Rotation einhergeht.
Dieses Phänomen gilt es unbedingt bei der Auslegung der Struktur zu berücksichtigen.
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Wie zu erwarten zeigt die z-trans. Frequenz in Abhängigkeit von α eine Dominanz der
vertikalen Steifigkeitskomponente cv. In Abhängigkeit von θ weist diese Frequenz nur
eine marginale Änderung auf.
Ähnlich wie die z-trans. Frequenz zeigten die Roll- und Nickfrequenzen eine Dominanz
der vertikalen Steifigkeitskomponente cv für die Abhängigkeit von α. Dieser ansteigende
Trend ist mit dem Anstieg der vertikalen Steifigkeit des Abspannsystems für größere
Winkel α zu erklären. Der Abfall der Eigenfrequenz in Abhängigkeit von θ ergibt sich
aus der Dominanz der horizontalen Steifigkeitskomponente clongitudinal.
Grundsätzlich zeigen alle Frequenzen einen Zusammenhang mit den Steifigkeitskompo-
nenten der Seile. Die Abhängigkeit der Frequenzverläufe bei Variation der Abspannwinkel
ist stets mit den Steifigkeitskomponenten der Seile begründbar.
5.2.3 Eigenfrequenzstudie bei Variation der Belastung
Aus den Ergebnissen der beschriebenen Studie zur Abspannwinkelkonfiguration wurde
eine feste Winkelkonfiguration ausgewählt, um eine Untersuchung der Eigenfrequenzen
bei variabler Belastung durchzuführen. Für diese konstanten Abspannwinkel α=45 ° und
θ=90 ° erfolgte eine Belastung des Modells mit stetig steigenden Lasten. Das Ergebnis
ist in Abbildung 5.12 zu sehen.
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Abb. 5.12: Eigenfrequenzen in Abhängigkeit der Windgeschwindigkeit und korrespondierender Wellen-
last
Der Zusammenhang zwischen den Eigenfrequenzen und der hydro- und aeromechani-
scher Belastung, welche kolinear zur x-Achse ist, ist mit der Seildehnung infolge höherer
Wellenlast zu erklären. Durch größere Lasten dehnen sich die Seile. Entsprechende Län-
genänderungen führen zu einer Minimierung der effektiv wirkenden Seilsteifigkeit. Daraus
folgt, dass die x-trans., Nick- und Giereigenfrequenzen eine fallende Tendenz aufweisen.
Aufgrund der gewählten Abspannwinkel und der oben erwähnten Symmetrie des Ab-
spannsystems zeigen die y-trans. und Rollfrequenzen keine oder nur wenige Änderungen
bei steigenden Lasten. Sobald keine Symmetrie der Abspannung mehr vorliegt, ergeben
sich andere Eigenfrequenzverläufe in Abhängigkeit der Wellenlast.
Ebenso zeigen die Ergebnisse einen Zusammenhang zwischen den x-rot. und z-trans.
Frequenzen und der Last durch das Moment. Ab circa 12 ms Windgeschwindigkeit ist das
wirkende Moment infolge der WEA Regelung konstant. Ein gleiches Verhalten zeigt sich
für die x-rot. und z-trans. Frequenzen.
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5.2.4 Eigenfrequenzstudie bei Variation der Wassertiefe
Da die Eigenfrequenzen von der absoluten Seilsteifigkeit cSeil abhängig sind, ist eine
Eigenfrequenzstudie bei Variation der Wassertiefe hWasser respektive der Seillänge L
für das dynamische Verhalten der Plattform von Interesse. Für die Studie gilt die An-
nahme konstanter Abspannwinkel, α=45 ° und θ=90 °, und unveränderlicher Lasten.
Wie zuvor sind die Ergebnisse normiert dargestellt, um einen Vergleich der Frequenzen
untereinander zu ermöglichen.
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Abb. 5.13: Eigenfrequenzen in Abhängigkeit der Wassertiefe respektive der Seillänge
Abbildung 5.13 zeigt die Ergebnisse der Studie zur Änderung der Eigenfrequenzen in
Abhängigkeit der Wassertiefe. Wie zu erwarten werden alle Eigenfrequenzen kleiner, da
die Seillänge größer und die Absolutsteifigkeit der Seile kleiner wird. Ferner fand bei
dieser Untersuchung keine Belastung durch Wind und Welle statt.
Unter der Annahme eines gleichbleibenden Horizonts zum Anschluss der Seile an der
Plattform ergibt sich für größere Wassertiefen und konstanten Abspannwinkel α, dass
die Verankerungspunkte am Meeresboden immer weiter entfernt von der Plattform sind.
Für eine Einzelanlage stellt dieser Umstand kein Problem dar. Für einen Windpark mit
mehreren WEA kann das ein Nachteil sein. Dementsprechend sollte für große Wasser-
tiefen, entweder ein Abspannkonzept bezüglich des gesamten Parks ausgearbeitet, oder
der Winkel α verkleinert werden. Kleinere Abspannwinkel führen jedoch zu kleineren ho-
rizontalen Steifigkeitsanteilen ch (Abbildung 5.9), was wiederum zu einer Änderung der,
mit ch korrespondierenden, Eigenfrequenzen führt. Folglich muss abgewogen werden, ob
es sich für große Wassertiefen lohnt geneigte Ankerelemente zu verwenden. Der Verzicht
gibt zwar Freiheitsgrade frei und ändert somit das dynamische Verhalten, jedoch können
etwaige Schwingungsamplituden analog zum Barge- oder Spar-Konzept (Kapitel 2.3.1)
durch aktive Reglung gedämpft werden.
5.3 Kalibrierung des Berechnungsmodells
Die Kalibrierung des Berechnungsmodells, im speziellen der hydrodynamischen Mas-
senbeiwerte, soll mithilfe des Abgleichs der in der HSVA gemessenen und mit ANSYS
berechneten Eigenfrequenzen erfolgen. Gemäß der Ergebnisse aus den Parameterstudien
zur Abhängigkeit der Frequenzen von der Belastung ist die Kalibrierung ebenso für alle
Belastungszustände erfolgte.
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Die Ermittlung der Eigenfrequenzen aus der Lösung von Gln. 3.12 wird von der Steifig-
keit und der Masse des Systems beeinflusst, die durch die Steifigkeitsmatrix C und die
Gesamtsystem-Massenmatrix M erfasst wird. Aufgrund der, im Vergleich zur Steifigkeit
des Raumfachwerks, geringen Steifigkeit der Abspannelemente ergibt sich eine ’weiche’
Lagerung des Gesamtsystems und die ersten sechs Eigenformen stellen sich als Starrkör-
perbewegungen des Raumfachwerks dar.
Wie in der Parameterstudie und Kapitel 3.1 beschrieben, ist der maßgebliche Einflussfak-
tor im Rahmen der Steifigkeitmatrix C nicht die Steifigkeit der Stabelemente des Raum-
fachwerks, sondern lediglich die Steifigkeit der Abspannelemente. Die vertikalen Ab-
spannelemente haben maßgeblich Einfluss auf die vertikale Translation sowie die Rota-
tionen um die beiden horizontalen Achsen und die geneigten Abspannelementen wirken
sich besonders auf die Translation in Richtung der beiden horizontalen Achsen sowie die
Rotation um die vertikale Achse aus.
Innerhalb der Massenmatrix M werden zum einen die realen Bauteilmassen des maß-
stäblichen Modells erfasst, die im Rahmen der Messtoleranzen in der Modellierung exakt
berücksichtigt worden sind. Zum anderen muss hier aber auch die hydrodynamisch wirk-
same Masse Eingang finden (Kapitel 3.3). Die Größe der hydrodynamisch wirksamen
Masse ist von den bekannten Einflussfaktoren, wie der Geometrie des Gesamtmodells
und der Einzelbauteile, oder der Umströmungscharakteristik, abhängig. Bekannte sind
die Betrachtungen zu unbeweglichen, glatten, vertikal stehenden Kreiszylinder [Clauss
1988]. Dementsprechend wurden im ANSYS Model zwei Parameter definiert, welche di-
rekt Einfluss auf die Eigenfrequenzen haben. Diese Parameter sind der hydrodynamische
Massenbeiwert der Rohre Ca,R und der hydrodynamische Massenbeiwert der Auftriebs-
körper Ca,AK .
Aus den Messergebnissen waren die Offset-Werte der Seilvorspannung nicht bekannt
(Kapitel 4.1). Entsprechend erfolgte die Seilvorspannung gemäß der gewählten symme-
trischen Abspannsituation unter Annahme des wirkenden hydrostatischen Auftriebs und
gleicher Vorspannung der vertikalen und geneigten Seile.
Alle Berechnungsergebnisse ergaben sich mit dem unter Kapitel 5.1 beschrieben Modells
unter Anwendung des Lanczos Algorithmus. Um eine möglichst gute Übereinstimmung
zwischen den gemessenen und berechneten Werten zu erreichen, fand eine Variation der
hydrodynamische Massenbeiwerte statt, wobei die unter Kapitel 3.3 eingeführten Bei-
werte den Definitionsgrenzen entsprachen. Ziel der Optimierungsaufgabe ist die größt-
mögliche Übereinstimmung der berechneten Starrkörper-Eigenfrequenzen fA,i mit den,
aus den Messdaten ermittelten, Eigenfrequenzen fE,i. Das heißt die Differenz zwischen
zwei einander zugeordneten Eigenfrequenzen muss minimal werden:
gi = |fA,i − fE,i| → 0 i = 1, ..., 6. (5.2)
Unter der Annahme der gemessenen Eigenfrequenzen als Zielwerte, sind lediglich die aus
der finiten Elemente Modellierung ermittelten Eigenfrequenzen von Parametern abhän-
gig:
fA,i = fA,i(Ca,AK , Ca,R) (5.3)
Die Zielfunktionen gi der sechs relevanten Starrkörper-Eigenfrequenzen können zu einer
Zielfunktion ZF zusammengesetzt werden:
ZF =
6∑
i=0
gi =
6∑
i=0
|fA,i(Ca,AK , Ca,R)− fE,i| != 0 (5.4)
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Zur Lösung der durch Gleichung (5.4) beschriebenen Optimierungsaufgabe soll eine
Kombination der einfachen Gradientenmethode mit einer Monte-Carlo-Simulation ein-
gesetzt werden.
Die einfache Gradientenmethode ist eine Methode des gerichteten Suchens innerhalb
des Raums der Entscheidungsvariblen. Ausgehend vom zufällig erzeugten Startpunkt im
Raum der Entscheidungsvariablen wird die Richtung des steilsten Anstiegs der Zielfunkti-
on ermittelt und in diese Richtung mit einer festgelegten Schrittweite vorrangeschritten.
Der Gradienten erfordert die Berechnung eines Differentialquotienten ∂ZF∂xi für jede Ent-
scheidungsvariable xi. Diese werden anschließend zum Gradienten der Zielfunktion zu-
sammengefasst:
grad ZF (xi) =

∂ZF
∂x1
...
∂ZF
∂xn
 (5.5)
Im Unterschied zu analytisch formulierten Zielfunktionen wird im vorliegenden Fall der
Wert der Zielfunktion für eine explizit anzugebende Parameterkonfiguration durch die
modale Analyse des FE-Modells in ANSYS ermittelt und ausgegeben. Daher muss der
Differentialquotient durch den Differenzenquotienten angenähert werden:
∂ZF
∂xi
≈ ∆ZF∆xi =
ZF (x1, ..., xk + ∆ xk, ..., xn)− ZF (x)
∆ xi
(5.6)
Der Gradient der Zielfunktion wird dabei für jeden Schritt neu berechnet. Als Startpunkt
soll jeweils ein Satz von Parametern auf der Basis von Quasizufallszahlen dienen. Diese
sind im Vergleich mit Pseudo-Zufallszahlen nicht periodisch und weisen eine bessere
Gleichverteilung auf. Die Erzeugung der Quasizufallszahlen erfolgt über den Algorithmus
nach Sobol. Dabei sei der Raum der Entscheidungsvariablen wie folgt abgegrenzt:
Ca,R ∈ R für 0, 0 ≤ Ca,R ≤ 0, 8 (5.7a)
Ca,AK ∈ R für 0, 0 ≤ Ca,AK ≤ 0, 8 (5.7b)
Das absolute Minimum der Zielfunktion (Gln. 5.4) ergibt aus der Summe der Ergebnisse
für jeden Startpunkt jeweils sechs Eigenfrequenzen mit den zugehörigen zwei optimierten
Parametern.
Aus dem Ergebnissatz für die unterschiedlichen Belastungssituationen wurden ferner die
gewählten Parameter (Ca,R, Ca,AK) miteinander verglichen, um die von der Belastung
unabhängigen Parameter zu selektieren. In Abbildung 5.14 ist der Vergleich für den
Abgleich berechneter und gemessener Eigenfrequenzen dargestellt. Nicht dargestellt ist
der Vergleich für die translatorische Eigenform in Richtung der z-Achse, da diese Fre-
quenz aus den Messergebnissen nicht selektierbar war. Zurückzuführen ist dies auf die
Messwertgüte und die hohe Steifigkeit der Abspannung in z-Richtung. Alle Ergebnisse
zeigen eine gute bis sehr gute Übereinstimmung. Ferner zeigen die Ergebnisse (Abbil-
dung 5.14), dass die Eigenfrequenzen wie erwartet, und in den Vorstudien untersucht,
von der Belastung der Plattform abhängen. Entsprechend zeigt die x-trans., Roll- und
Gierfrequenz einen Abfall in Abhängigkeit der signifikanten Wellenhöhe. Die y-trans. und
Rollfrequenz weisen einen nahezu konstanten Verlauf auf.
Die optimierten hydrodynamischen Massenbeiwerte (Abbildung 5.14) ergaben sich zu
Ca,R = 0, 6 und Ca,AK = 0, 2 und unterschieden sich somit von denen, welche von
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Abb. 5.14: Vergleich der gemessenen Eigenfrequenzen mit den berechneten Werten in Abhängigkeit der
hydromechanischen Belastung
[Clauss 1988] angeben werden. Als Hauptgrund für diesen Unterschied ist die Komple-
xität der untersuchten Struktur zu nennen [Wendel 1950] und [Newman 1977]. Wie
oben erwähnt und von [Clauss 1988] beschrieben, besitzen die definierten Beiwerte
für einzelne, senkrecht fixierte Zylinder, welche keine Wechselwirkung mit benachbarten
Zylinder infolge eines ausreichenden Abstands zueinander haben, Gültigkeit. Dies ent-
spricht nicht den geometrischen Randbedingungen der untersuchten Plattform und stellt
somit eine Abweichung zu den, für die Wahl der Koeffizienten entscheidenden, Randbe-
dingungen dar. Folglich verhält sich die TLP wie eine hydrodynamisch nicht transparente
Struktur, bei der es zu einer Interaktion der benachbarten Zylinder kommt. Eine hydro-
dynamisch vollständig nicht transparente Struktur ist beispielsweise ein Schiff. Da die
hydrodynamische Transparenz der TLP jedoch nicht der eines Schiffs entspricht wird an
dieser Stelle der Begriff einer semi-transparenten Struktur eingeführt.
Neben dem Vergleich der Eigenfrequenzen wurde mithilfe der COMBIN14 Elemente
die generalisierte hydrodynamische Absolutdämpfung des Berechnungsmodells definiert
[Adam u. a. 2013b], um die Amplituden der berechneten Schwingungen mit den Daten
aus der Messung anzugleichen. Eine Berechnung ohne Dämpfungskomponenten führt
zu deutlich überhöhten Amplitudenwerten der Berechnungsergebnisse im Vergleich zu
den Messdaten. Die hydrodynamische Absolutdämpfung unterscheidet sich für die drei
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Strukturen, ist jedoch unabhängig von der Belastung. Ferner erfolgte keine gesonderte
Betrachtung der unter Kapitel 4.4 festgestellten Seildämpfung, da dies nicht für alle
drei Modelle gleich ist, sonder sich für das DST Modell unterscheidet. Außerdem ist im
folgenden Kapitel zu klären, ob diese Art der Seildämpfung der Realität entspricht, oder
ein systematischer Fehler der Messungen infolge der gewählten Seile aufgetreten ist.

105
6 Vergleich der Messergebnisse mit den
Berechnungsergebnissen
Im folgenden Kapitel steht der Vergleich der Mess- mit den Berechnungsergebnissen im
Vordergrund. Dazu werden die Berechnungsergebnisse, welche mithilfe der unter Kapitel
5 beschriebenen Modelle ermittelt wurden, mit den gemessenen Daten der jeweiligen Ver-
suche, respektive Tragwerksformen, verglichen. Zur Verifizierung der Ergebnisse gehört
sowohl die Gegenüberstellung der Eigenfrequenzen, als auch ein Vergleich der Zeit- und
Frequenzsignale für die ausgewählten Zustandsgrößen. Dabei finden nur die Messdaten
mit akzeptabler Aussagekraft Verwendung. Ebenso ist bekannt, dass die Wellen immer
kollinear zur ortsfesten x-Achse sind. Bei der Berechnung erfolgt keine Belastung in y-
Richtung. Dementsprechend sind die Berechnungsergebnisse der Zustandsgrößen, welche
dieser Richtung zugehörig sind nicht relevant und werden im Folgenden vernachlässigt.
6.1 Verifikation für das Raumtragwerk mit vier Auslegern
Im Unterschied zu den anderen Raumtragwerken erfolgte die Kalibrierung des Berech-
nungsmodells für dieses Strukturkonzept mithilfe der Eigenfrequenzen. Dementsprechend
ist der Vergleich der gemessenen und berechneten Eigenfrequenzen nicht Inhalt dieses
Abschnitts sondern ist unter Kapitel 5.3 zusammengefasst.
6.1.1 Verifikation im Zeitbereich
Abbildung 6.1 zeigt exemplarisch, für den Rotationswinkel von 0 ° und eine signifikante
Wellenhöhe von 1m, den Vergleich der Zustandsgrößen x¨ und z¨ des HSVA Modells mit
den entsprechenden numerischen Berechnungen.
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Abb. 6.1: Vergleich der Zustandsgrößen im Zeitbereich exemplarisch für einen Rotationswinkel von 0 °
und bei 1m Seegang
Der exemplarische Vergleich zeigt, analog zur Gegenüberstellung der Eigenfrequenzen
(Tabelle 5.14), eine Übereinstimmung der Amplituden. Eine exakte Abbildung des Am-
plitudenverlaufs durch die Berechnungsergebnisse wurde, begründet mit der gewählten
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Belastungsart, dem JONSWAP Wellenspektrum, nicht erwartet. Da, wie in Kapitel 3.6.1
beschrieben, das Spektrum eine Überlagerung von einer zufällig generierten endlichen
Anzahl von regulären Wellen darstellt, war es nicht möglich den exakten Wellenverlauf
in Abhängigkeit der Zeit in ANSYS nachzubilden. Lediglich, die das Spektrum definie-
renden Größen Hs und Tp (Tabelle 4.2), fanden bei der Definition des Wellenspektrums
für die Berechnung Verwendung.
Eine Gegenüberstellung der maximal gemessen Amplitude mit dem berechneten Maxi-
mum für alle signifikanten Wellenhöhen und Rotationswinkel zeigt Abbildung 6.2. Die
Darstellung zeigt das Verhältnis der Beschleunigungen a¨rel = a¨ba¨m definiert als berechnete
Beschleunigung a¨b dividiert durch die gemessenen Beschleunigung a¨m (a = x, y, z).
Die jeweils gewählten absoluten Maxima im Zeitbereich zur Darstellung des Verhältnis-
ses der translatorischen Beschleunigung in x-Richtung zeigen keine Abhängigkeit von
der Größe der Belastung. Dementsprechend liegt das Verhältnis zwischen berechneten
und gemessenen Größen bei ungefähr eins. Die Beschleunigungen in z-Richtung hinge-
gen zeigt eine lineare Abhängigkeit des Verhältnisses der Beschleunigungswerte von der
signifikanten Seegangshöhe. Folglich sind die Berechnungsergebnisse für größere hydro-
meachanische Lasten größer als die gemessen Daten (Abbildung 6.2).
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Abb. 6.2: Vergleich der transformierten Zustandsgrößen in Abhängigkeit der signifikanten Seegangshöhe
und des Rotationswinkels
Eine Begründung dieser Abhängigkeit könnte auf die Seildämpfung zurückzuführen sein.
Eine umfangreiche Ausführung diesbezüglich folgt im Rahmen der Schlussfolgerung zur
Verifikation der Berechnungsergebnisse in Kapitel 6.4.
6.1.2 Verifikation im Frequenzbereich
Begründet mit der nicht exakten Abbildung des Amplituden-Zeit-Verlaufs im Zeitbereich
erfolgt zusätzlich der Vergleich im Frequenzbereich. Dazu wurden neben den Messwerten
auch die Berechnungsergebnisse mit einer FFT in den Frequenzbereich transformiert. Der
Vergleich ist in Abbildung 6.3 dargestellt und zeigt die gute Übereinstimmung.
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Abb. 6.3: Vergleich der transformierten Zustandsgrößen exemplarisch für die Strukturdrehung von 0 °
und bei 1m Seegang
Eine Übereinstimmung ist nicht für alle Frequenzen gegeben. Dies ist auf die im Versuch
vorherrschenden Randbedingungen zurückzuführen. Zum Beispiel ist es in ANSYS Classic
mit der gewählten Annäherung der Belastung mit der Morison Gleichung nicht möglich
Beugungseffekte abzubilden. Diese Effekte traten bei den Versuchen jedoch auf. Ferner
war eine Reflexion der am Modell gebeugten Wellen am Beckenrand sichtbar. Auch
derartige Effekte sind nicht in der Berechnung erfasst und führen damit zu Unterschieden
beim Vergleich mit realen Messergebnissen.
6.2 Verifikation für das Raumtragwerk mit quadratischer
Basis
Für die Verifikation des Raumtragwerkberechnungsmodells mit quadratischer Basis fin-
den die Messdaten, welche am MARIN für die hydromechanischen Belastungen mit
regulären Wellen und Seegang ermittelt wurden, Anwendung. Die Ergebnisse aus den
Versuchen mit gekoppelter aero- und hydromechanischer Last fanden für die Validierung
der möglichen Superposition der Schnittlasten am Turmfuß Verwendung [Adam u. a.
2014a]. Ferner sollen die Erkenntnisse mit denen aus den beiden anderen Versuchen
vergleichbar sein. In diesem Kapitel erfolgt keine Berücksichtigung der Daten aus den
gekoppelten Versuchen.
6.2.1 Verifikation der Eigenfrequenzen
Wie bereits für das Modell des Raumtragwerks mit kreuzförmiger Basis, fanden bei der
rechnerischen Ermittlung der Eigenfrequenzen die bei der Kalibrierung festgestellten hy-
drodynamischen Massenbeiwerte Ca,R = 0, 6 und Ca,AK = 0, 2, Verwendung (Kapitel
5.3). Die Gegenüberstellung der berechneten fb und beim Ausschwingversuch gemesse-
nen Eigenfrequenzen fm ist in Tabelle 6.1 zusammengefasst.
Begründet mit der Symmetrie des Abspannsystems und der Struktur des Raumtragwerks
sind die Eigenfrequenzen mit der zugehörigen Eigenformen x-trans. und y-trans. bezie-
hungsweise die Roll- und Nick-Frequenzen gleich. Ferner zeigt das Verhältnis fmfb zwi-
schen gemessener und berechneter Eigenfrequenz eine sehr gute Übereinstimmung der
Werte. Lediglich die z-trans. Eigenform zeigt einen Unterschied größeren 5%, der jedoch
akzeptabel ist. Unterschiede ≥ 15% wären nicht akzeptabel. Durch die Gegenüberstel-
lung wurden die ermittelten Massenbeiwerte, welche sich von denen nach [Clauss 1988]
unterscheiden, bestätigt.
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Tab. 6.1: Zusammenfassung der berechneten und gemessenen Eigenfrequenzen - MARIN
Eigenform fm in Hz fb in Hz |(1− fmfb )| in %
x-trans./y-trans. 0.637 0.625 1.9
z-trans. 2.111 1.955 8.0
Rollen/Nicken 1.150 1.160 0.9
Gieren 1.308 1.304 0.3
6.2.2 Verifikation im Zeitbereich
Im Unterschied zu den Versuchen in der HSVA fanden bei MARIN Versuche mit regulä-
ren Wellen statt.
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Abb. 6.4: Vergleich der Translation in x-Richtung im Zeitbereich für reguläre Wellen
Dementsprechend erfolgt die Verifikation im Zeitbereich mit diesen Messdaten, da sie
sich für den Abgleich infolge der einfachen harmonischen Belastung besser eignen, als
die Daten aus den Versuchen mit irregulären Wellen.
In Abbildung 6.4 sind vier Diagramme dargestellt. Jedes zeigt die x Translation der
Struktur am Referenzpunkt für jeweils eine reguläre Wellenbelastung gemäß Tabelle 4.5.
Die sehr gute Übereinstimmung der Ergebnisse bestätigt die für die Berechnung getrof-
fenen Annahmen. Es ist nur die x Translation für den Rotationswinkel von 0 ° dargestellt,
weil die Messsensoren bei diesem regulären Belastungsfall nur für diese Zustandsgröße
akzeptable Daten lieferten.
Neben dem Vergleich für reguläre Wellen konnte bei Belastung der Plattform mit irregu-
lären Wellen für die Beschleunigungen und die translatorische Bewegung in x-Richtung
akzeptable Werte mit der Messdatenerfassung gewonnen werden. Dementsprechend zeigt
Abbildung 6.5 den Vergleich zwischen den gemessenen und berechneten Zustandsgrö-
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ßen für die MARIN Versuche, bei denen die Strukturbelastung mit irregulären Wellen
erfolgte.
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Abb. 6.5: Vergleich der Zustandsgrößen im Zeitbereich exemplarisch für eine Strukturrotation von 0 °
und bei 2,3m Seegang
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Abb. 6.6: Vergleich der transformierten Zustandsgrößen in Abhängigkeit des Seegangs und der Struk-
turdrehung - MARIN
Wie bereits für die Ergebnisse der HSVA zeigt sich keine exakte Abbildung des Zeit-
verlaufs, weil der genaue Belastungs-Zeitverlauf in ANSYS für eine irreguläre hydrome-
chanische Belastung nicht nachempfunden werden kann. Vielmehr zeigen die Ergebnisse,
dass die Amplituden der Zustandsgrößen für das gewählte Beispiel eines 2,3m Seegangs,
infolge der mithilfe der COMBIN14 Elemente definierten Dämpfung, in der gleichen Grö-
ßenordnung liegen.
Abbildung 6.6 zeigt die Relation der maximal berechneten und gemessenen Amplituden.
Die jeweils gewählten absoluten Maxima im Zeitbereich der translatorischen Beschleu-
nigung und Bewegung in x-Richtung zeigen keine Abhängigkeit von der Seegangsbela-
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stung. Dementsprechend liegt das Verhältnis zwischen berechneten und gemessenen Grö-
ßen bei ungefähr eins. Analog zur Verifikation des berechneten Raumtragwerks mit vier
Auslegern mit den HSVA Messergebnisse weist die Beschleunigungen in z-Richtung eine
lineare Abhängigkeit des Verhältnisses der Beschleunigungswerte von der signifikanten
Seegangshöhe aus. Eine Begründung dieser Abhängigkeit könnte auf die Seildämpfung
zurückzuführen sein. Eine umfangreiche Ausführung diesbezüglich folgt im Rahmen der
Schlussfolgerung zur Verifikation der Berechnungsergebnisse in Kapitel 6.4.
6.2.3 Verifikation im Frequenzbereich
Analog zur Verifikation des Raumtragwerks mit kreuzförmiger Basis zeigt Abbildung 6.7
die transformierten Zustandsgrößen im Frequenzbereich.
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Abb. 6.7: Vergleich der transformierten Zustandsgrößen exemplarisch für die Strukturdrehung von 0 °
und bei 2,3m Seegang
Grundsätzlich zeigen die Berechnungen Resonanzeffekte im Frequenzbereich. Deutlich
sind die Frequenzanteile der transformierten, translatorischen Eigenform in x- und y-
Richtung, modal gekoppelt mit der Turmbiegeeigenform, detektierbar. Dieser Peak tritt
für die transformierte Beschleunigung in x-Richtung ebenfalls hervor und stimmt mit
den Messergebnissen überein. Des Weiteren zeigt der Verlauf von X¨b Resonanzen für
die Roll- und Nick-Eigenform sowie für die translatorische Eigenform in z-Richtung.
Ferner zeigt der Frequenzverlauf der translatorischen Bewegung in z-Richtung dominie-
rende Frequenzanteile aus der Seegangsbelastung.
Prinzipiell zeigt der Vergleich der Frequenzverläufe eine gute Übereinstimmung der Er-
gebnisse. Jedoch konnten in den transformierten Zeitsignalen nicht alle, wie bei den
Ausschwingversuchen ermittelten, Eigenfrequenzen eindeutig detektiert werden. Auch
die Berechnungsergebnisse zeigen nicht alle gemessen, respektive mit der aus der Eigen-
wertanalyse am Modell berechneten, Eigenfrequenzen.
Das nicht alle Eigenfrequenzen in der Messung detektierbar sind, wurde gemäß der Er-
fahrungen bei der Auswertung der HSVA Daten erwartet. Mit der Messgenauigkeit und
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der Art der Anregung, wie der Frequenzbreite und Amplitude, ist dieser Sachverhalt be-
gründbar. Auch die Energiedichte der anregenden Last ist für die dynamische Antwort
der Struktur von großer Bedeutung. Ist die Energiedichte klein treten weniger Resonan-
zen im Frequenzbereich hervor als bei Anregungen mit sehr großer Energiedichte.
Schließlich ist die Übereinstimmung der Mess- und Berechnungsergebnisse im Frequenz-
bereich akzeptabel.
6.3 Verifikation für das Schalentragwerk mit quadratischer
Basis
Abschließend gilt es das Berechnungsmodell des Schalentragwerks mit quadratischer
Basis mithilfe der Messergebnisse aus der DST zu verifizieren. Wie für die vorangegangen
Ergebnisse erfolgt dies sowohl durch einen Abgleich der Eigenfrequenzen als auch eine
Darstellung der Ergebnisse im Zeit- und Frequenzbereich.
6.3.1 Verifikation der Eigenfrequenzen
Tabelle 6.2 zeigt den Vergleich der gemessenen und berechneten Eigenfrequenzen. Ana-
log zu den beiden vorherigen Modellen fanden bei der rechnerischen Ermittlung der Ei-
genfrequenzen, die bei der Kalibrierung (Kapitel 5.3) festgestellten, hydrodynamischen
Massenbeiwerte Ca,R = 0, 6 und Ca,AK = 0, 2 Berücksichtigung (Kapitel 5.3).
Tab. 6.2: Zusammenfassung der berechneten und gemessenen Eigenfrequenzen - DST
Eigenform fm in Hz fb in Hz |(1− fmfb )| in %
x-trans. 0,308 0,279 10,39
y-trans. 0,298 0,281 6,05
z-trans. - 1,264 -
Rollen 0,608 0,675 9,01
Nicken 0,667 0,742 8,99
Gieren - 2,511 -
Im Unterschied zur Gegenüberstellung der MARIN Ergebnisse weist der Vergleich der
Eigenfrequenzen für das Schalentragwerk mit quadratischer Basis größere Differenzen
zwischen Berechnung und Messung auf. Diese größeren Unterschiede sind möglicherwei-
se auf die Art der Frequenzdetektierung aus den Fourier transformierten gemessen Zu-
standsgrößen und die dadurch auftretenden Unsicherheiten bzw. systematischen Fehler
zurückzuführen. Ferner war es beim Versuch nicht möglich die Seile exakt vorzuspan-
nen. Dadurch ergeben sich grundsätzlich Unterschiede zu der Berechnung, bei der die
Vorspannung exakt einstellbar ist. Diese, nicht im Tank umsetzbare Vorspannung, führt
sehr wahrscheinlich auf die Differenz.
Da es nicht möglich war die Eigenfrequenzen mit den korrespondierenden Eigenformen
z-trans. und Gieren aus den transformierten Messdaten zu detektieren, werden nur die
Rechenergebnisse angegeben.
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6.3.2 Verifikation im Zeitbereich
Im Unterschied zur Gegenüberstellung der Eigenfrequenzen (Tabelle 6.2), zeigt der Ver-
gleich der berechneten und gemessenen Zustandsgrößen exemplarisch für die hydro-
mechanische Belastung mit einer reguläre Wellen der Periodendauer 4,50 s keine gute
Übereinstimmung (Abbildung 6.8). Im Vergleich zu den Versuchen am MARIN stimm-
ten zwar die Amplituden der Beschleunigung überein, der zeitliche Verlauf aber nicht.
Ferner zeigen die Messwerte einen, wie im Kapitel 4.3.4 bereits aufgezeigt und disku-
tierten, aperiodischen Verlauf. Dieser Verlauf ist auf die Messdatenerfassung, respektive
die Messrate, zurückzuführen. Es macht den Anschein, dass die Messrate nicht groß
genug war um die periodische Antwort zu erfassen. Dieser Umstand wurde erst nach den
Versuchen festgestellt und ist im Nachhinein nicht mehr zu korrigieren.
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Abb. 6.8: Vergleich x- und z-Beschleunigung bei einer regulären Welle mit Tp=4,50 s
Abbildung 6.9 zeigt die Gegenüberstellung der Zeitverläufe für die Seegangsbelastung.
Wie erwartet stimmen die Zeitverläufe nicht überein. Daher erfolgt der Vergleich im
Frequenzbereich.
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Abb. 6.9: Vergleich x- und z-Beschleunigung beim untersuchten Seegang
Wie für die beiden anderen Versuche mit den Raumtragwerksmodellen stellt Abbildung
6.10 das Verhältnis der maximal berechneten und gemessenen Amplituden dar. Da nur
das um 45 ° gedrehte Schalentragwerk untersucht wurde, sind keine weiteren Darstel-
lungen, wie zuvor in Abbildung 6.2 und 6.6 präsentiert, gezeigt.
Die jeweils gewählten absoluten Maxima im Zeitbereich der translatorischen Beschleu-
nigung in x und z-Richtung zeigen keine wesentliche Abhängigkeit von der Seegangsbe-
lastung. Dementsprechend liegt das Verhältnis zwischen berechneten und gemessenen
Größen bei ungefähr eins. Dies stellt einen entscheidenden Unterschied zu den Versuchen
an der HSVA oder dem MARIN dar. Bei diesen Versuchen wurden ein linearer Zusam-
menhang zwischen der Beschleunigungen in z-Richtung der hydromechanischen Last
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festgestellt. Eine Begründung dieser Abhängigkeit wurde auf die Seildämpfung zurück-
geführt. Sowohl in der HSVA, als auch am MARIN wurde mit, im Vorhinein getesteten,
Seilen, welche einen Poylethylenkern aufweisen, gearbeitet, um die Seillängssteifigkeit ab-
zubilden. Die Zugversuche zeigten den gewünschten linearen Zusammenhang zwischen
Seilzugspannung und -dehnung.
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Abb. 6.10: Vergleich der transformierten Zustandsgrößen in Abhängigkeit des Seegangs - DST
Die Abspannung des Modells für die Versuche bei der DST erfolgte mithilfe von Blattfe-
dern, welche die skalierte Längsteifigkeit der Seile abbilden. Analog zu den Seilen wurden
die Blattfedern vorab untersucht. Eine Untersuchung der Dämpfungseigenschaften der
Abspannelemente ist für alle gewählten Elemente nicht erfolgt. Erst die Gegenüberstel-
lung der Messergebnisse (Kapitel 4.4) zeigte, dass die Seildämpfung einen großen Einfluss
auf die Beschleunigung in z-Richtung hat.
6.3.3 Verifikation im Frequenzbereich
Analog zu den Versuchen mit den Raumtragwerken stellt Abbildung 6.11 die Zustands-
größen im Frequenzbereich gegenüber.
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Abb. 6.11: Vergleich der transformierten Zustandsgrößen im Seegang
Die Berechnungen zeigen eine gute Übereinstimmung mit den Messergebnissen im Fre-
quenzbereich. Deutlich sind die Resonanzerscheinungen der Eigenfrequenz mit der Ei-
genform x- und y-trans. zu sehen. Diese Eigenform stellt, wie für das MARIN Modell,
eine, mit der ersten Turmbiegung modal gekoppelte, Eigenform dar. Weitere Resonanzen
sind für den untersuchten Seegang aus X¨b nicht eindeutig detektierbar.
Das nicht alle Eigenfrequenzen aus den transformierten Messdaten hervortreten wurde
erfahrungsgemäß erwartet. Mit der Messgenauigkeit und der Art der Anregung, wie der
Frequenzbreite und Amplitude, ist dieser Sachverhalt begründbar.
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Schließlich ist die grundsätzliche Übereinstimmung der Mess- und Berechnungsergebnis-
se im Frequenzbereich akzeptabel.
6.4 Fazit zur Verifikation
Die Gegenüberstellungen der Eigenfrequenzen zeigte generell eine gute Übereinstim-
mung. Dies ist unter anderem auf die, vorab im Rahmen der Kalibrierung ermittelten
und schließlich angenommen, hydrodynamischen Massenbeiwerte zurückzuführen. Fer-
ner lieferte der Vergleich im Zeitbereich immer eine Übereinstimmung der Amplituden.
Für die bei der HSVA und der DST erfassten Messdaten war eine exakte Abbildung
im Zeitbereich nicht möglich. Dabei erlaubten die Daten der HSVA einen quantitativen
Vergleich nur im Frequenzbereich aufgrund der irregulären Belastungen. Trotz der regu-
lären Wellenlast, welche in der DST erfolgte, war eine Abbildung der Zeitverläufe nicht
möglich, da die Messdaten nicht die erwartete Periodizität zeigten. Die besten Überein-
stimmungen zwischen Mess- und Berechnungsergebnissen lieferte der Vergleich für das
Raumtragwerk mit quadratischer Basis, welches am MARIN getestet wurde. Nicht nur
die Abbildung im Zeitbereich, sonder auch die Gegenüberstellung der Eigenfrequenzen
wiesen nur minimale Unterschiede auf. Dieser Sachverhalt ist auf die Güte der Messdaten
zurückzuführen ist
Unabhängig davon bestätigt Abbildung 6.10 das, in Kapitel 4.4 vorgestellte, Vorhan-
densein der Seildämpfung. Für alle Berechnungsmodelle wurde entsprechend der Kali-
brierung und dem Abgleich der Amplituden eine hydrodynamische Dämpfung der Struk-
tur, entsprechend der Bewegungsrichtung, durch COMBIN14 Elemente eingepflegt. Eine
Dämpfung, hervorgerufen durch die Seile, fand jedoch keine Berücksichtigung. Da die
hydrodynamischen Massenbeiwerte für alle Berechnungsmodelle und Belastungszustän-
de gleich waren, ist diese Schlussfolgerung eine logische Erklärung für die Abhängigkeit
der z-Beschleunigung von der hydrodynamischen Last bei den Versuchen mit Polyethy-
lenseilen (Abbildung 6.2 und 6.6).
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7 Zusammenfassung und Ausblick
Untersuchungen zum dynamischen Verhalten schwimmender Gründungen für Offshore
WEA, im Speziellen zu einer TLP mit vertikalen und geneigten Ankerelementen, sind
nicht bekannt und wurden im Rahmen dieser Arbeit erstmalig vorgestellt. Um das Ver-
halten zu untersuchen, erfolgten Versuche an drei unterschiedlichen Strukturen. Die Ver-
suchsergebnisse dienten der Kalibrierung von Berechnungsmodellen. Im Anschluss an die
Kalibrierung fand eine Verifizierung anhand der Messdaten im Zeit- und Frequenzbereich
statt. Hervorzuheben ist der Abgleich der gemessenen und berechneten Eigenfrequenzen,
um eine Grundaussage zur dynamischen Charakteristik der Struktur zu erhalten. Ferner
stand die Klärung des Einflusses unterschiedlicher Parameter, welche das dynamische
Verhalten Plattform beeinflussen, im Fokus der Ausführungen. So wurde zum Beispiel
eine Abspannwinkeländerung oder eine Variation der Wassertiefe numerisch untersucht.
Ziel der durchgeführten Messungen an den drei Versuchsanstalten war es die Gebrauchs-
und Betriebstauglichkeit zu untersuchen. Dazu fanden neben Messungen mit regulä-
ren und irregulären Wellen auch Versuche mit und ohne aeromechanischer Belastung
statt. Im Speziellen sollten die Messdaten die Berechnungsansätze bestätigen und somit
die Grundlage schaffen, um Bemessungen eines Funktionsmusters durchzuführen. Dabei
stand besonders das dynamische Verhalten der Plattform im Fokus der Arbeiten, da sich
dieses von typischen schwimmenden Gründungen wie der Barge oder dem Spar Buoy,
welche mit Ankerketten positioniert werden, infolge der geneigten Seile maßgeblich un-
terschiedet. Auch ist es nicht typisch zusätzliche geneigte Seile, was, wie in der Arbeit
gezeigt, einen Einfluss auf die Dynamik der Struktur hat, zur Verspannung einer TLP
zu verwenden. Ebenso konnte basierend auf den Versuchsergebnissen eine Optimierung
der Plattform erfolgen, welche schließlich zur aktuellen konstruktiven Umsetzung einer
Pilotanlage für die Gründung führte.
Da drei unterschiedliche Strukturen, das Raumtragwerk mit kreuzförmiger und quadra-
tischer Basis, sowie das Schalentragwerk mit quadratischer Basis untersucht wurden,
war ein Vergleich der Plattformgeometrien basierend auf den gemessen Zustandsgrö-
ßen möglich. Die Gegenüberstellung der normierten Zustandsgrößen zeigte die größten
Beschleunigungen für das untersuchte Schalentragwerk, was auf die Geometrien der un-
terschiedlichen Strukturen und deren Massen zurückzuführen war. Ebenfalls zeigte der
Vergleich der Eigenfrequenzen den Einfluss der Turmbiegesteifigkeit auf die charakteri-
stischen Frequenzen und eine modale Kopplung der Eigenformen für die Konstruktionen
mit zylindrischen Turm. Ein Kritikpunkt zu den Messungen ist, dass bedingt durch die
Anforderungen des Industriepartners auf eine Systematik bei den Versuchen verzichtet
werden musste. Da die finanziellen Mittel nur begrenzt zur Verfügung standen, war es
Ziel mit den verfügbaren Ressourcen so viel wie möglich Messdaten zu erhalten. Aus
diesem Grund war eine umfangreichere Gegenüberstellung der drei unterschiedlichen
Plattformen nicht möglich.
Im Rahmen der Parameterstudien stand eine grundsätzliche Untersuchung des dynami-
schen Verhaltens des Systems im Vordergrund des Interesses. Es war der Zusammenhang
der sechs maßgeblichen Eigenfrequenzen mit den Steifigkeitskomponenten darstellbar.
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Die Abhängigkeit der Frequenzverläufe bei Variation der Abspannwinkel ist stets mit
den Steifigkeitskomponenten der Seile begründbar. Ferner zeigt die Studie mit varia-
bler Wassertiefe, dass die geneigten Seile in Abhängigkeit der Abspannwinkel ab einer
Wassertiefe von ca. 50 - 100m kaum noch einen Anteil zur horizontalen Steifigkeit des
Systems beitragen. Aus diesem Grund kann ab diesen Wassertiefen auf die geneigte
Abspannung verzichtet werden, außer sie ist notwendig, um etwaigen Eisbelastungen
entgegen zu wirken und ein Aufbrechen des Eises zu ermöglichen, was zum Beispiel in
der Ostsee oder Pol nahen Regionen notwendig ist.
Um die Annahmen, welche für die Berechnungen getroffen worden, zu bestätigen, re-
spektive zu prüfen, fand eine Kalibrierung des Raumtragwerk Modells mit kreuzförmiger
Basis mithilfe der Messergebnisse aus der HSVA statt. Dabei wurde festgestellt, dass sich
die hydrodynamischen Massenbeiwerte der untersuchten TLP von denen für hydrodyna-
misch transparente oder einzelne Strukturen, welche Clauss, auf Grundlage der Studien
von Sarpkaya und Isaacson empfiehlt, unterschieden. Dieser Sachverhalt ist auf die
hydrodynamisch semi-transparente Charakteristik der TLP zurückzuführen. Dabei ist
der Grad der Transparenz unabhängig von der Rohranordnung oder dem -durchmesser,
vielmehr steht die Interaktion des, an den Strukturkomponenten gebeugten, Fluids im
Fokus der Diskussion zur hydrodynamischen Semi-Transparenz. Ferner konnten die er-
mittelten hydrodynamischen Massenbeiwerte, basierend auf der Kalibrierung mit dem in
der HSVA untersuchten Raumtragwerk, durch den Vergleich der Eigenfrequenzen und
des Bewegungsverhaltens der anderen beiden Strukturen, welche am MARIN und der
DST im Fokus der Arbeiten standen, bestätigt werden. Demzufolge ist es empfehlens-
wert diese hydrodynamisch semi-transparente Charakteristik näher zu untersuchen. Im
Speziellen stellt sich die Frage, in welcher Art die Transparenz der Struktur quantitativ
erfassbar ist. Ein Vorschlag für das Maß der Transparenz von Raumtragwerken könnte,
analog zu Dispersionen, das Strukturvolumen im Verhältnis zum Gesamtvolumen sein
(κ = VSV ). Dabei ist VS das Strukturvolumen und V das Volumen einer Kugel, welche
die Gesamtstruktur umschließt. Um die Abhängigkeit der Transparenz zu prüfen soll-
ten experimentelle Untersuchungen ausschließlich zu den Massenbeiwerten durchgeführt
werden. Im Fokus der Arbeiten sollte die systematische Umsetzung unterschiedlicher
Experimente mit einfachen Strukturen unterschiedlicher Transparenz zur Ermittlung der
Massenbeiwerte in einem Wellenkanal stehen. Die Ermittlung der Massenbeiwerte könn-
te im Anschluss aus den gemessen integralen Kräften auf die Struktur, mit den Ansätzen
von [Vikestad 2000] erfolgen. Grundsätzlich gilt es derartige Untersuchungen durch-
zuführen, doch war dies im Rahmen der hier ausgeführten Arbeit nicht möglich.
Im Rahmen der Verifizierung der Berechnungsergebnisse konnte aufgrund der, zur Ab-
spannung der Versuchsmodelle gewählten, unterschiedlichen Elemente eine Seildämp-
fung identifiziert werden. Unabhängig davon ist es zu empfehlen, für die Bemessung
einer Pilotanlage ohne Dämpfung, wie hydrodynamische Dämpfung oder Seildämpfung
zu rechen, da dadurch die Berechnungsergebnisse zwar überschätzt, aber gleichwohl da-
durch eine ausreichende Sicherheit gegeben ist. Ebenso zeigen die Berechnungen eine
gute Übereinstimmung mit den Messergebnissen. Bis auf die Unterschiede im zeitlichen
Verlauf der Zustandsgrößen, was auf die Art der irregulären hydromechanischen Last zu-
rückzuführen war, ergab die Gegenüberstellung der Amplituden im Zeitbereich oder der,
in den Frequenzbereich transformierten, Zustandsgrößen nur marginale und im Einzelfall
begründbare Unterschiede.
Schließlich erfolgt der Bau des Schalentragwerks mit quadratischem Grundriss durch den
Industriepartner. Eine Installation der Pilotanlage ist für das Jahr 2015 geplant. Parallel
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dazu erfolgt die Weiterentwicklung der strukturellen Komponenten. Zum Beispiel sind
vorgespannte Leichtbaukomponenten in Planung, welche sich für den Bau von Offshore-
bauwerken eignen. Das wissenschaftlich-technische Ziel besteht in der Entwicklung eines
neuartigen Tragwerks aus hoch tragfähigen und zugleich dauerhaften leichtbaugerechten
Strukturkomponenten. Diese als Verbundwerkstoff ausgebildeten Komponenten sollen in
Kreisringform zwischen dünnwandigen metallischen Schalenstrukturen angeordnet wer-
den, welche als innere und äußere Mantelrohre dienen. Ziel ist es, mit diesem neuen
Tragwerks- und Konstruktionsprinzip einen, im Vergleich zu herkömmlichen Stahlroh-
ren, höheren Automatisierungsgrad bei der Endmontage zu erreichen. Ferner soll durch
ausreichende Druckvorspannung eine Dauerhaftigkeit erreicht werden, die keiner Lebens-
dauerberechnung bedarf, da davon auszugehen ist, dass sich keine Risse öffnen können,
wenn die Druckvorspannung hoch genug ist. Parallel zu dieser strukturellen Weiterent-
wicklungen stehen die dynamischen Eigenschaften der zu entwickelnden Einzelkompo-
nenten als auch die der Gesamtstruktur im Fokus der Entwicklung.
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